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Referat
Die vorliegende Dissertation beschäftigt sich mit analytischen, numerischen und ex-
perimentellen Grundlagenuntersuchungen zum Füge- und zum Übertragungsverhalten
einer reibformschlüssigen Stahl-Aluminium-Rändelpressverbindung. Die Besonderheit
dieser Verbindung besteht darin, dass eine mit einer Rändelung und Übermaß verse-
hene harte Stahlwelle in eine weiche Aluminiumnabe mit kreisrunder Bohrung längs-
eingepresst wird. Die maßgebende Größe für den Fügevorgang ist der Fasenwinkel der
Welle ϕ. Der Nabenwerkstoff wird hierbei in Abhängigkeit des Fasenwinkels der Welle
ϕ umgeformt beziehungsweise herausgeschnitten. Mit Hilfe der relativen Festigkeit RF ,
welche das Verhältnis von maximaler Lösekraft Fl,max zu maximaler Fügekraft Ff,max
repräsentiert, wurde ein Gütekennwert zur gezielten Auswahl von Stahl-Aluminium-
Rändelpressverbindungen hinsichtlich der axialen Übertragungsfähigkeit abgeleitet.
Die Charakterisierung der experimentell ermittelten Torsionsmoment-Verdrehwin-
kel-Kurven ergab zur Auslegung die Bereiche Auslegungs- und Versagenskriterium. Das
maximal übertragbare Torsionsmoment wird beim sogenannten Versagenskriterium τS
durch das Abscheren der Rändel in der Nabe erreicht. In Analogie zum Füge- und zum
Löseverhalten zeigt sich der positive Einfluss des Fasenwinkels ϕ auf das übertrag-
bare Torsionsmoment. So können formend gefügte Stahl-Aluminium-Rändelpressver-
bindungen ein um bis zu 40% größeres statisches Torsionsmoment als vergleichbare
schneidend gefügte Rändelpressverbindungen übertragen.
Das mechanisch-physikalische Berechnungsmodell zur Berechnung des statisch über-
tragbaren Torsionsmomentes basiert auf der Kerbzahnverbindung. Damit kann das
Torsionsmoment am Auslegungskriterium TpF sowie das maximal übertragbare Torsi-
onsmoment bei Abscherung TτS ermittelt werden. Die Berücksichtigung des formenden
beziehungsweise schneidenden Fügevorgangs wird in Abhängigkeit des Fasenwinkels ϕ
mit Hilfe des sogenannten winkelbasierten Umformgrades εplRPV beschrieben.
Schlagworte
Rändelpressverbindung, Welle-Nabe-Verbindung, formender Fügevorgang, schneiden-
der Fügevorgang, Aluminium-Knetlegierung, Verfestigung, Umformgrad, Fügekraft,
Axialkraft, relative Festigkeit, Torsionsmoment
VII
Bibliographic Description
Lätzer, Michael
Joining and Transmission Behaviour of torsional stressed Steel-Aluminum
Knurled Interference Fits
Doctoral thesis at Department of Mechanical Engineering at Technische Universität
Chemnitz, Institute of Design Engineering and Drive Technology, Chemnitz, 2015
129 pages
149 figures
8 tables
102 references
Abstract
This thesis provides analytical, numerical and experimental fundamental studies for
the joining behaviour and the transmission behaviour of a friction and form closure
steel-aluminum knurled interference fit. The special feature of this connection is a
knurled and oversize hard steel shaft, longitudinally pressed in a soft aluminum hub
with a circular bore. The most important parameter for the joining process is the
shaft chamfer angle ϕ. Due to the shaft chamfer angle ϕ, the material of the hub will
be formed or cutted during the joining process. By using the relative strength, the
quotient of push out force and joining force, who describes the joint strength, a first
quality parameter for a precise selection of steel-aluminum knurled interference fit has
been derived.
The description of the experimentally determined torque-twisting-angle curves has
shown the areas of design criterion and mechanical breakdown. The maximum trans-
mittable torque is achieved by reaching the shearing stress of the knurls in the hub -
mechanical breakdown τS . Similar to the joining and the push out behaviour, the po-
sitive influence of the shaft chamfer angle ϕ is also shown at the transmittable torque.
Furthermore, knurled interference fits joined by forming can transmit higher torques
up to 40% than interference fits joined by cutting due to the material hardening. The
mechanical-physical model for calculating the static transmittable torque is based on
the serration connection. Thus, the torque at the design criterion and the maximum
transmittable torque at the mechanical breakdown can be found. The consideration of
the forming or cutting joining process is described as a function of the shaft chamfer
angle ϕ using the so-called angle-based plastic strain εplRPV .
Keywords
knurled interference fits, shaft hub connection, joining by forming, joining by cutting,
aluminum wrought alloy, material hardening, strain hardening, joining force, axial force,
relative strength, torque
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TpF Nm übertragbares Torsionsmoment (Ausle-
gungskriterium)
Tpl8 Nm Maximalmoment der Zahnwellenverbindung
(vollplastischer Zustand) nach Wesolow-
ski
TτB Nm maximal zulässiges Torsionsmoment - Ge-
waltbruch
TτF Nm maximal zulässiges Torsionsmoment - Flie-
ßen
TτS Nm maximal übertragbares Torsionsmoment
(Versagenskriterium)
TτSdyn Nm dynamisch ertragbare Torsionsmomentam-
plitude
Tµh Nm Torsionsmoment an der Haftgrenze
t mm Rändelteilung
tB mm Blechdicke
ts h Sitzzeit
U mm Istübermaß der Pressverbindung nach DIN
7190
Ug mm Höchstübermaß der Pressverbindung nach
DIN 7190
XVIII
Kurzzeichen Einheit Bedeutung
Uk mm Mindestübermaß der Pressverbindung nach
DIN 7190
Uw mm wirkliches Übermaß der Pressverbindung
nach DIN 7190
Ugeo mm geometrisches Übermaß
ur mm radiale Verschiebung
ur,max mm maximale radiale Verschiebung
uz mm axiale Verschiebung
vf mm{s Fügegeschwindigkeit
Wt,W mm
3 Torsionwiderstandsmoment der ungekerbten
glatten Welle
x - Koordinatenrichtung
z - Rändelanzahl, Mitnehmeranzahl
z - Koordinatenrichtung
α ˝ Profilöffnungswinkel
αktI - Formzahl des Innenteils der Zahnwellenver-
bindung nach DIN 5466
δ ˝ Spanwinkel
ε - Dehnung
εgl - Gleichmaßdehnung
εpl - Umformgrad
εplRPV - Umformgrad der Rändelpressverbindung
εplr - anzupassende Konstante für den Übergang
in die Sättigungsspannung
ϑ ˝C Temperatur, Prüftemperatur
ϑ1
˝C Zwischenbehandlungstemperatur
ϑ2
˝C Betriebstemperatur
ζ - dimensionsloser Plastizitätsradius der Press-
verbindung nach DIN 7190
µ - Haftbeiwert
µg - Gleitreibwert
µh - Haftreibwert
ν - Querkontraktionszahl
νA - Querkontraktionszahl des Außenteils (Nabe)
νI - Querkontraktionszahl des Innenteils (Welle)
ξ h bezogenes Übermaß der Pressverbindung
nach DIN 7190
ξw h bezogenes wirksames Übermaß der Pressver-
bindung nach DIN 7190
XIX
Kurzzeichen Einheit Bedeutung
ρ1 mm Fußrundungsradius der verzahnten Welle
nach DIN 5466
σ N{mm2 Spannung
σF N{mm2 Fließspannung
σi N{mm2 Sättigungsspannung
σr N{mm2 Radialspannung
σrA N{mm2 Radialspannung im Außenteil (Nabe)
σraA N{mm2 Radialspannung am Außenrad des Außen-
teils (Nabe)
σrI N{mm2 Radialspannung im Innenteil (Welle)
σt N{mm2 Tangentialspannung
σtA N{mm2 Tangentialspannung im Außenteil (Nabe)
σtI N{mm2 Tangentialspannung im Innenteil (Welle)
τB N{mm2 Schubbruchgrenze
τF N{mm2 Torsionsfließgrenze
τS N{mm2 kritische Schubspannung, Schubstreckgrenze
τS
`
εplRPV
˘
N{mm2 kritische Schubspannung der Rändelpress-
verbindung
τtB N{mm2 Torsionsspannung bei Gewaltbruch
τtF N{mm2 Torsionsspannung bei Fließbeginn
τt,W N{mm2 Torsionsnennspannung der Welle
ϕ ˝ Fasenwinkel der Welle
ϕN
˝ Fasenwinkel der Nabe
ϕ˚ ˝ herstellungsbedingter Fasenwinkel
φT
˝ Verdrehwinkel
ψ ˝ Winkel
Hier nicht angegebene Kurzzeichen sind im Text beziehungsweise in den entsprechenden
Bildern erklärt.
XX
Indizes
Abkürzung Bedeutung
Experiment Experiment
FEM Finite-Elemente-Methode
lF {DaI “ 0, 5 Nabenlängenverhältnis von 0, 5
lF {DaI “ 0, 53 Nabenlängenverhältnis von 0, 53
statisch statisches Torsionsmoment
Ugeo “ 2{3 t geometrisches Übermaß von 2{3 t
Versuch 1 erster statischer Torsionsversuch
1{3 t geometrisches Übermaß von 1{3 t
2{3 t geometrisches Übermaß von 2{3 t
3{3 t geometrisches Übermaß von 3{3 t
6082 Nabenwerkstoff aus EN AW-6082-T6
ϑ “ 20˝C Temperatur von 20˝C
ϕ “ 5˝ Fasenwinkel der Welle von ϕ “ 5˝
XXI
Abkürzungsverzeichnis
Abkürzung Bedeutung
DFG Deutsche Forschungsgemeinschaft
ESZ ebener Spannungszustand
FE Finite Elemente
FEA Finite-Elemente-Analyse
FEM Finite-Elemente-Methode
GEH Gestaltänderungsenergiehypothese nach von Mises
IFMQ Institut für Fertigungsmesstechnik und Qualitätssiche-
rung an der TU Chemnitz
IKAT Institut für Konstruktions- und Antriebstechnik
kfz kubisch flächenzentriertes Gitter
krz kubisch raumzentriertes Gitter
MPV Mehrfachpressverbindung
MSH modifizierte Schubspannungshypothese nach Koll-
mann und Önöz
PFV Passfederverbindung
POM Polyoxymethylen
PV Pressverbindung
PWNV Polygon-Welle-Nabe-Verbindung
RAA Rändelform mit achsparallelen Rändeln nach DIN 82
RKE Kreuzrändel, Spitzen erhöht nach DIN 82
RPV Rändelpressverbindung
RT Raumtemperatur
RV Rändelverbindung
SH Schubspannungshypothese nach Tresca
WNV Welle-Nabe-Verbindung
ZWV Zahnwellenverbindung
XXII
1 Einleitung
Im Bereich des Antriebsstranges sind Welle-Nabe-Verbindungen (WNV) zur Übertra-
gung von dynamisch-wechselnden Kräften und Momenten systemrelevant. Aufgrund ih-
rer vielfältigen Einsatzmöglichkeiten und ihres Kosten-Nutzen-Verhältnisses gewinnen
diese in der Antriebstechnik kontinuierlich an Bedeutung. Je nach Übertragungsmecha-
nismus wird dabei zwischen reibschlüssigen, formschlüssigen und stoffschlüssigen WNV
unterschieden. Am häufigsten werden Pressverbindungen (PV) und Mehrfachpressver-
bindungen (MPV) als reibschlüssige WNV sowie Passfederverbindungen (PFV), Zahn-
wellenverbindungen (ZWV) aber auch Polygon-Welle-Nabe-Verbindungen (PWNV) als
Vertreter der formschlüssigen WNV eingesetzt.
Um die Übertragungsfähigkeit zu steigern, unterschiedliche Werkstoffe zu kombinie-
ren, Fertigungskosten zu reduzieren und Toleranzen zu vergrößern, ergeben sich durch
die Abkehr von der reib-, form- und stoffschlüssigen Einteilung der WNV weitere Mög-
lichkeiten. Eine der Möglichkeiten ist die reibformschlüssige Rändelpressverbindung
(RPV). Dabei wird eine im Allgemeinen harte und über den Umfang profilierte (ge-
rändelte) Welle in eine weiche Nabe mit kreisrunder Bohrung längseingepresst. Durch
den Fügevorgang wird die Rändelung der Welle ohne Verringerung des Traganteils in
der Nabe abgebildet. Durch eine gezielte Gestaltung der gerändelten Welle wird zusätz-
lich ein Fugendruck erzeugt. Im Unterschied zu den vorstehend genannten reibschlüs-
sigen WNV sind bei den formschlüssigen und reibformschlüssigen WNV die zur Tor-
sionsmomentübertragung notwendigen Profilflächen nicht von kreisrunder Form. Diese
Eigenschaft ermöglicht bei der Torsionsmomentübertragung neben den in Umfangs-
richtung wirkenden Reibkräften die Entstehung von Kontaktnormalkräften. Dadurch
ist die Übertragungskapazität der Verbindung nicht mehr durch die von den Reib-
kräften bestimmte Haftgrenze beschränkt [1]. Durch die Kombination von Reibschluss
und Formschluss entsteht eine in ihren Eigenschaften hybride WNV. Abbildung 1.1
zeigt eine Übersicht der häufig verwendeten WNV und verdeutlicht dabei die Bezie-
hung der reibformschlüssigen RPV zu den reibschlüssigen PV und MPV sowie zu den
formschlüssigen ZWV und PFV.
Aus den Forderungen nach Ressourceneffizienz und Leichtbau sowie den damit ver-
bundenen Forderungen nach neuartigen Werkstoffkombinationen und Verbindungstech-
niken leitet sich die Problemstellung der vorliegenden Arbeit ab.
1.1 Problemstellung
Der Grundgedanke der RPV entstammt der Feinwerktechnik und wurde in früheren
Arbeiten als Presspassung mit unterbrochener Fuge oder WNV mit gerändelter Welle
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Abbildung 1.1: Übersicht ausgewählter reib-, reibform- und formschlüssiger WNV
bezeichnet [2], [3] und [4]. Aufgrund der einfachen und kostengünstigen Herstellung
wurde die Profilierung der Wellen gerändelt oder gekerbt. Auch wenn diese Gattung
der WNV schon länger existiert, gibt es aktuell keine allgemeingültigen Auslegungs-
vorschriften. Dies trägt dazu bei, dass die RPV derzeit theoretisch nicht abgesichert ist
und ihr Potenzial somit nicht optimal genutzt werden kann. Thomas [3] und Bader
[5] untersuchten beispielsweise in ihren Arbeiten vordergründig verschiedene Werkstoff-
paarungen. Weiterhin basieren die von Versuchsergebnissen abgeleiteten Gleichungen
in [3] und [5] teilweise auf empirischen Ansätzen, was eine geometrie- und werkstoffun-
abhängige Anwendung erschwert. Die Arbeiten von Coban et. al. [6] und Meusbur-
ger et. al. [7] sind an firmenspezifische Anforderungen gebunden und nicht vollständig
veröffentlicht.
Da bei WNV das übertragbare Torsionsmoment im Fokus der Untersuchungen steht,
wurde der Fügevorgang bisher außer Acht gelassen. Da die Rändelung in der weichen
Nabe jedoch erst infolge des Längseinpressens der harten und gerändelten Welle erzeugt
wird, sind wissenschaftlich fundierte Grundlagenuntersuchungen zum Fügevorgang un-
abdingbar. Die geometrischen, werkstofftechnischen und tribologischen Parameter für
einen optimalen Fügevorgang sind bislang nicht aufeinander abgestimmt. Gleiches gilt
für das übertragbare Torsionsmoment; hier fehlen die erforderlichen wissenschaftlichen
Grundlagenuntersuchungen.
1.2 Zielsetzung
Die systematische Untersuchung der Zusammenhänge zwischen den geometrischen,
werkstofftechnischen und tribologischen Größen während des Füge- und des Lösevor-
ganges sowie der Torsionsmomentübertragung bilden die Zielsetzung der vorliegenden
Arbeit. Der Fügevorgang ist deshalb von Bedeutung, weil das Übertragungsverhalten
und somit auch die Beanspruchbarkeit der Verbindung beim Fügen definiert werden.
Bedingt durch die Forderung nach Ressourceneffizienz und Leichtbau sowie aufgrund
der leichteren Handhabbarkeit wird die Werkstoffkombination Stahl-Aluminium unter-
sucht. Darüber hinaus sind Gestaltungsregeln sowie einfach handhabbare Berechnungs-
gleichungen zur Auslegung von Stahl-Aluminium-RPV abzuleiten. Die vorliegende Ar-
beit liefert damit einen Beitrag zum Füge- und zum Übertragungsverhalten torsions-
belasteter Stahl-Aluminium-RPV.
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1.3 Gliederung der Arbeit
Die vielfältigen Einflussparameter auf das Übertragungsverhalten der Verbindung las-
sen sich nicht ausnahmslos analytisch beschreiben. Aus diesem Grund wurden zusätz-
lich umfangreiche experimentelle und numerische Untersuchungen zur Bearbeitung der
Aufgabenstellung durchgeführt. Abbildung 1.2 stellt die Gliederung der vorliegenden
Arbeit vor.
In Kapitel 2 wird ein umfassender Überblick zu den in der vorliegenden Arbeit re-
levanten WNV gegeben. Bei den Ausführungen zur reibschlüssigen PV steht die ana-
lytische Betrachtung der Kräfte und Momente im Vordergrund. Die form- und reib-
formschlüssigen WNV werden im Hinblick auf die zu untersuchende reibformschlüssige
RPV ausführlicher erläutert.
In Kapitel 3 werden die Untersuchungsmethoden zur Analyse der Stahl-Aluminium-
RPV beschrieben. Es werden die experimentellen Untersuchungen einschließlich Geo-
metrieparameter und Versuchsprogramm erläutert. Weiterhin werden die durchgeführ-
ten Werkstoffuntersuchungen, die Reibwertermittlungen und die Herstellung der ge-
rändelten Wellen ausführlich dargestellt. Im Anschluss folgt die Vorstellung der ver-
wendeten Prüfstände. Im Abschnitt der numerischen Untersuchungen werden das FE-
Programm sowie der Modellaufbau zur Simulation des Füge- und des Lösevorganges
beschrieben. Abschließend wird auf die analytischen Betrachtungen zur Berechnung der
Füge- und der Lösekraft sowie zur Berechnung des übertragbaren Torsionsmomentes
eingegangen.
Kapitel 4 beschreibt die Ergebnisse der experimentellen und numerischen Untersu-
chungen sowie die analytischen Betrachtungen zum Füge- und zum Lösevorgang. Zu-
nächst werden die experimentellen Ergebnisse der Ein- und der Auspressversuche mit
Hilfe einer Einflussanalyse vorgestellt. Die nachfolgenden numerischen Untersuchun-
gen ergänzen die experimentellen Untersuchungen und dienen zur weiteren Analyse
des Fügevorganges der RPV. Im Anschluss daran erfolgt die analytische Berechnung
der Füge- und der Lösekraft.
Kapitel 5 zeigt die Ergebnisse der statischen und der dynamischen Torsionsversuche.
Zu Beginn wird der Mechanismus und die Charakteristik der Torsionsmomentübertra-
gung erläutert. Im Weiteren werden analog zu Kapitel 4 die experimentell ermittelten
Torsionsmomente in Abhängigkeit der relevanten Parameter dargestellt und erläutert.
Abschließend erfolgt die analytische Betrachtung der Torsionsmomentübertragung und
die Validierung.
In Kapitel 6 werden anhand der gewonnenen Erkenntnisse und Untersuchungsergeb-
nisse Hinweise zur Herstellung, Gestaltung und Montage von Stahl-Aluminium-RPV
gegeben.
Den Abschluss bildet Kapitel 7 mit dem Berechnungsablauf und einem Beispiel.
Dabei wird die Vorgehensweise zur Auslegung einer Stahl-Aluminium-RPV erläutert
und anschließend exemplarisch an einer formend gefügten RPV gezeigt.
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Abbildung 1.2: Gliederung der Arbeit
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2 Stand der Technik und der
Forschung
In den nachfolgenden Abschnitten wird der Stand der Technik und der Forschung in
Bezug auf die Thematik der reib-, form- und reibformschlüssigen WNV dargestellt.
2.1 Reibschlüssige Welle-Nabe-Verbindungen
Die Wirkungsweise der reibschlüssigen WNV beruht auf der Ausbildung von Reibkräf-
ten zwischen denWirkflächenpaaren. Die Wirkflächenpaare sind dabei die Welle, welche
häufig als Innenteil bezeichnet wird und die Nabe, welche als Außenteil bezeichnet wird.
Damit diese Reibkräfte entstehen können, müssen normal zu den Wirkflächenpaaren
Druckvorspannkräfte wirken. Diese werden mit Hilfe äußerer Energie erzeugt. Die äu-
ßere Energie wird als elastische Formänderungsarbeit innerhalb der im Kraftschluss
liegenden Bauteile gespeichert. Übersteigt die zugeführte Energie einen Grenzwert,
wird diese in eine irreversible plastische Formänderungsarbeit umgewandelt [8], [9].
Folglich wird bei PV und auch bei MPV zwischen einer elastischen und elastisch-
plastischen Auslegung unterschieden. Weiterhin wird bei PV in Abhängigkeit der
Montage zweckmäßigerweise zwischen Längspressverbindung, Querpressverbin-
dung und Längs-Querpressverbindung unterschieden [10].
• Bei einer Längspressverbindung werden Welle und Nabe bei Raumtemperatur
(RT) in Längsrichtung mit einer Axialkraft gefügt. Damit beim Fügevorgang ein
Abschaben des Werkstoffes und eine Beschädigung der Welle und der Nabe ver-
mieden werden, ist es zweckmäßig, das Wellenende beziehungsweise die Bohrung
der Nabe mit einer Fase von ca. 5˝ auszuführen; die Fase sollte dabei am härte-
ren Teil sein. Darüber hinaus ist es sinnvoll, die Teile mit Maschinenöl einzuölen
um die Fügekraft zu reduzieren und eine Beschädigung zu verhindern. Letzte-
res hat allerdings eine Verminderung des Haftbeiwertes zur Folge und sollte bei
der Berechnung der übertragbaren Axialkraft und des übertragbaren Torsions-
momentes berücksichtigt werden [10]. Bei dynamischer Belastung mit örtlichem
Gleiten kann der Haftbeiwert über den ursprünglichen Haftbeiwert hochtrainiert
werden. Eine Schmierung mit MoS2-Ölpaste verhindert Tribokorrosion bei dyna-
mischer Belastung [11].
• Die Querpressverbindung wird im Unterschied zur Längspressverbindung mit
einem Temperaturunterschied von Welle und Nabe gefügt. Dabei wird zwischen
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einer Schrumpf- und Dehnpressverbindung unterschieden. Bei einer Schrumpf-
pressverbindung wird die Nabe erwärmt. Bei der Dehnpressverbindung wird hin-
gegen die Welle unterkühlt und die Nabe bei RT belassen. Abhängig vom Durch-
messerunterschied (Übermaß) der zu fügenden Teile sowie der Werkstoffe lassen
sich beide Verfahren auch kombinieren (Schrumpf-Dehnpressverbindung). Neben
der Machbarkeit (Erwärmung und Unterkühlung) sind hier die maximalen Tem-
peraturen zur Unterkühlung der Welle beziehungsweise zur Erwärmung der Nabe
zu beachten. Weiterhin ist für den Montageprozess der PV der Wärmeverlust (Na-
be) beim Schrumpfen beziehungsweise die Wärmeaufnahme (Welle) beim Dehnen
im Fügespiel zu berücksichtigen [12].
• Der sogenannte Druckölpressverband ist eine Längs-Querpressverbindung.
Das Verfahren wurde von der Firma SKF in den vierziger Jahren des vergangenen
Jahrhunderts entwickelt, um das Fügen und das Lösen von PV zu erleichtern. Bei
diesem Verfahren werden die Passflächen, welche vorzugsweise kegelig ausgeführt
sind, durch das Einpressen von Drucköl in die Fuge radial (elastisch) aufgewei-
tet und auf diese Weise getrennt. Neben den deutlich verringerten Fügekräften
werden zudem die Passflächen bei der Montage und der Demontage nicht beschä-
digt. Nach dem Aufschieben wird der Öldruck aufgehoben und das Öl fließt über
Nuten und die Zuführungsbohrung aus der Pressfuge ab [13].
2.1.1 Pressverbindung - Elastische Auslegung
Die Berechnungsgrundlagen für PV in der heutigen Zeit sind auf die Arbeiten von
Lamé zurückzuführen [14]. Lamé leitete 1852 unter Annahme des ebenen Spannungs-
zustandes (ESZ) das Verschiebungs- und Spannungsfeld einer PV ohne äußere Lasten
ab. Bach und Föppl [15] schufen die Grundlagen zur Berechnung von PV im elas-
tischen Bereich und Kienzle und Heiss führten diese Berechnungsgrundlagen für
Presspassungen und PV zusammen [16]. Heute sind die Berechnungsgrundlagen und
Gestaltungsregeln für PV sowie Berechnungsbeispiele in der DIN 7190 [12] zusammen-
gefasst. Die Berechnungsgleichungen basieren auf dem ESZ und gelten bei genauer
Betrachtung nur für zylindrische PV mit gleicher axialer Länge von Innenteil und Au-
ßenteil. Näherungsweise können die Berechnungsgleichungen auch auf praxisübliche PV
mit überstehender Welle angewendet werden. Spannungsüberhöhungen im Bereich der
Nabenkanten werden allerdings nicht erfasst [17]. In Abbildung 2.1 ist eine reale PV
und das Berechnungsmodell nach DIN 7190 [12] dargestellt.
Das übertragbare Torsionsmoment (Rutschmoment) TR einer PV lässt sich nach DIN
7190 [12] mit Gleichung 2.1 berechnen:
TR “ pi
2
¨D2F ¨ lF ¨ p ¨ µ (2.1)
Die Gleichung für die übertragbare Axialkraft Fax lautet:
Fax “ pi ¨DF ¨ lF ¨ p ¨ µ (2.2)
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Der Durchmesser DF ist dabei das Nennmaß der zu fügenden Teile der PV, siehe
Abbildung 2.1 und das Istübermaß U ergibt sich aus den Istmaßen DiA und DaI nach
Gleichung 2.3:
U “ |DiA ´DaI | (2.3)
(a) Reale Pressver-
bindung
(b) Berechnungsmodell
Abbildung 2.1: Reale Pressverbindung (a) und Berechnungsmodell (b) nach DIN 7190
[12]
Das vorliegende Istübermaß liegt infolge der gewählten Passungen durch obere und
untere Abmaße von Innen- und Außenteil in einem Bereich zwischen Höchstübermaß
Ug und Mindestübermaß Uk. Im gefügten Zustand steht infolge der Glättung der Rau-
heitsspitzen beim Fügen nur noch das wirksame Übermaß Uw zur Verfügung. Sofern
keine experimentellen Werte für Uw vorliegen, gilt Gleichung 2.4 für Längs- und Quer-
pressverbindungen:
Uw “ U ´ 0, 4pRzA `RzIq (2.4)
Je nach Anwendung ist für U das Mindest-, Höchst- oder Istübermaß einzusetzen. Für
die Auslegung von PV werden die Durchmesserverhältnisse für das Innenteil (Welle)
QI und das Außenteil (Nabe) QA sowie das bezogene wirksame Übermaß ξw benötigt.
Für den Fall eines vollen Innenteiles (Vollwelle) ist QI “ 0.
QI “ DiI
DF
(2.5)
QA “ DF
DaA
(2.6)
und
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ξw “ Uw
DF
(2.7)
Bei der Berechnung von PV sind zwei Rechengänge möglich:
• Rechengang 1 - Fugendruck p gegeben und Übermaß U beziehungsweise Uw ge-
sucht
• Rechengang 2 - Übermaß U beziehungsweise Uw gegeben und Fugendruck p ge-
sucht.
In beiden Rechengängen wird zunächst überprüft, ob die gegebenen Rechengrößen
wie der Fugendruck für den Rechengang 1 und das wirksame Übermaß für den Rechen-
gang 2 auf zulässige Beanspruchungen im Innen- und/oder Außenteil führen. Um die
Berechnung zu vereinfachen, wird die Hilfsgröße K eingeführt:
K “ EA
EI
p1`Q
2
I
1`Q2I
` νIq ` 1`Q
2
A
1`Q2A
` νA (2.8)
Für den Fall eines vollen Innenteils (QI “ 0) vereinfacht sich Gleichung 2.8. Das für
die Erzeugung des Fugendruckes p erforderliche bezogene wirksame Übermaß ξw wird
wie folgt berechnet:
ξw “ K p
EA
(2.9)
Für den Sonderfall (EA “ EI “ E, νA “ νI “ ν) entfällt die Berechnung der
Hilfsgröße K nach Gleichung 2.8 und Gleichung 2.9 vereinfacht sich auf diese Weise.
Die weiteren Besonderheiten und die detaillierte Vorgehensweise zum Rechengang 1
und Rechengang 2 sind DIN 7190 [12] zu entnehmen.
In einem beliebigen Querschnitt des Berechnungsmodells nach Abbildung 2.1 (b)
bilden sich folgende elastische Spannungen aus, siehe Abbildung 2.2. Die Spannungen
infolge der rotationssymmetrischen Geometrie sind die Radialspannung σr und die
Tangentialspannung σt; beides sind Hauptnormalspannungen.
Wie aus Abbildung 2.2 ersichtlich wird, treten die größten Spannungen (Tangenti-
alspannungen) jeweils am Innendurchmesser des hohlen Innenteils DiI und am Innen-
durchmesser des Außenteils DiA « DF auf. Für den Sonderfall des vollen Innenteils
(QI “ 0) gilt, dass die zwei Hauptspannungen über den gesamten Querschnitt im In-
nenteil konstant und gleich groß sind. Die Radialspannung am Außenrand (DaA) des
Außenteils σraA ist Null, vorausgesetzt es herrscht kein zusätzlicher Außendruck. Die
am jeweiligen Innendurchmesser des Außen- oder Innenteils wirkende Radialspannung
σr und Tangentialspannung σt kann über eine geeignete Spannungshypothese zu einer
Vergleichsspannung zusammengefasst werden.
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(a) PV mit hohlem Innenteil (b) PV mit vollem Innenteil
Abbildung 2.2: Verlauf der beiden Hauptspannungen σt und σr bei einer elastisch be-
anspruchten PV mit Hohlwelle (a) und Vollwelle (b), Modell nach Ab-
bildung 2.1 (b) gemäß DIN 7190 [12]
2.1.2 Pressverbindung - Elastisch-plastische Auslegung
Für eine infolge des Fügevorganges elastisch-plastisch beanspruchte PV schuf Lund-
berg bereits 1944 mit seinen theoretischen Betrachtungen die Grundlage für die Be-
rechnung derartiger Beanspruchungen [18]. Lundberg leitete unter Annahme des ESZ
sowie unter Verwendung der Gestaltänderungsenergiehypothese (GEH) nach von Mi-
ses als Fließbedingung und dem finiten Stoffgesetz nach Hencky die Berechnungs-
gleichungen für eine elastisch-plastisch beanspruchte PV her.
Abbildung 2.3 links zeigt die GEH nach von Mises sowie die Schubspannungshypo-
these (SH) nach Tresca und die modifizierte Schubspannungshypothese (MSH) nach
Kollmann und Önöz im ESZ.
Bei Annahme des ESZ und der GEH nach von Mises setzt das „Fließen“ unter
folgender Annahme ein:
pσt ´ σrq2 ` pσrq2 ` pσtq2 “ 2σ2F (2.10)
Abbildung 2.3 rechts zeigt die Ausbreitung der plastischen Zonen im Innen- und Au-
ßenteil. Dabei wird ersichtlich, dass das „Fließen“ aufgrund der betragsmäßig größeren
Tangentialspannung σt stets am Innenrad beginnt. Um die Ausbreitung des „Fließens“
von Innenteil und Außenteil zu berechnen, gab Lundberg Berechnungsgleichungen
und Nomogramme an. Unter Zuhilfenahme der Berechnungsgleichungen und der No-
mogramme ermittelte Lundberg die Bedingungen für den maximalen Fugendruck,
welcher dann eintritt, wenn der ganze Querschnitt plastisch beansprucht ist. Für das
Außenteil ergibt sich folgendes Durchmesserverhältnis:
QA ě 4
?
3 ¨ e´pi
?
3
4 “ 0, 338 (2.11)
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(a) Fließortkurven bei verschiedenen Fließ-
bedingungen im ESZ nach [8]
(b) Ausbreitung der plastischen Zonen im
Innen- und Außenteil [18]
Abbildung 2.3: Fließortkurven und Ausbreitung der plastischen Zonen am Innen- und
Außenteil
Ist QA ă 0, 338 und das Außenteil folglich dickwandig, kann sich die plastische Zone,
vergleiche Abbildung 2.3 (b), nicht über den gesamten Querschnitt der Außenteils
ausbreiten. Der Werkstoff beginnt in axialer Richtung zu „fließen“.
Kollmann beschäftigte sich 1978 ebenfalls mit der Berechnung elastisch-plastisch
beanspruchter PV [19]. Um jedoch einfacher handhabbare Gleichungen als Lundberg
zu bekommen, verwendeteKollmann die Schubspannungshypothese (SH) nachTres-
ca sowie die plastische Fließregel nach Melan, Koiter und Prager. Obwohl sich
die Trescasche Fließbedingung nicht durch eine einzige Fließfunktion beschreiben
lässt, ergeben sich stark vereinfachte Gleichungen. Die Vergleiche von Kollmann zei-
gen, dass die mit Hilfe der Trescaschen Fließbedingung berechneten Fugendrücke im
elastisch-plastischen Bereich etwas geringer sind, als die nach der von Misesschen
Fließbedingung und somit auf der sicheren Seite liegen. Die maximalen Unterschiede
der Spannungen in der Nabe treten beim Erreichen des vollplastischen Zustandes im
Außenteil auf und betragen 15, 5% von der Streckgrenze. Um den Übergang zwischen
dem plastischen und dem elastischen Bereich zu berechnen, führte Kollmann den di-
mensionslosen Plastizitätsradius ζ ein. Für das hohle Innenteil läßt sich dieser einfach
berechnen. Für das Außenteil muss dieser jedoch etwas aufwendiger durch das Lösen
einer transzendenten Gleichung (Gleichung 2.12) gefunden werden. Kollmann gibt
dafür in [19] eine Tabelle mit Werten für ζ in Abhängigkeit von QA und p{ReA an.
2lnζ ´ pQAζq2 ` 1´ 2 p
ReA
“ 0 (2.12)
Aufgrund der unterschiedlichen Fließbedingungen ermittelt Kollmann ein Durch-
messerverhältnis von QA ě 0, 368 welches eingehalten werden muss, um einen vollplas-
tischen Zustand im Außenteil zu erreichen.
Kollmann und Önöz veröffentlichten in [20] eine verbesserte Theorie zur Berech-
nung elastisch-plastisch beanspruchter PV. Um die im Vergleich zur Lundbergschen
Theorie einfachen Berechnungsgleichungen mit der SH [19] dem Fließbeginn nach der
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GEH weiter anzunähern, entwickelten Kollmann und Önöz auf Basis der Tres-
caschen SH die modifizierte Schubspannungshypothese (MSH). Wie aus Abbildung 2.3
ersichtlich wird, umschreibt die MSH die GEH, da die Streckgrenze fiktiv um den Faktor
2?
3
“ 1, 155 erhöht wurde. In der Literatur wird die MSH auch als „Tresca modifi-
ziert“ bezeichnet, siehe Abbildung 2.3. Da lediglich die Streckgrenze Re durch den Wert
p 2?
3
qRe zu ersetzen ist, behalten die Gleichungen aus [19] ihre Gültigkeit. Weiterhin
werden Gleichungen zur Berechnung der maximalen plastischen Vergleichsdehnung von
Innen- und Außenteil angegeben.
Baldanzini [21] veröffentlichte 2004 eine semi-analytische Methode zur Berechnung
einer elastisch-plastisch beanspruchten PV, welche auf der Arbeit vonMillenson und
Manson aufbaut [22]. Neben der Verwendung der Fließbedingung nach Tresca (SH)
und nach von Mises (GEH) können ebenso verschiedene Spannungs-Dehnungs-Kurven
(Fließkurven) berücksichtigt werden. Die Berechnung der Verschiebungen und Span-
nungen der PV erfolgt dabei iterativ. Mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode (FEM)
führte Baldanzini Vergleichsrechnungen durch und bestätigte damit die Genauigkeit
seiner Methode.
Weiterhin sind ebenso die Arbeiten von Biederstedt [16] sowie Gamer und Lan-
ce [23] zu erwähnen.
Wie bereits vorstehend erläutert, bildet sich, beginnend von der Bohrung des Außen-
teils DiA “ DF , eine innen liegende plastische Ringzone aus, welche am äußeren Rand
des Außenteils durch eine elastische Ringzone gestützt wird. Der Übergang zwischen
dem plastischen und elastischen Bereich wird durch den Plastizitätsdurchmesser DPA
getrennt, siehe Abbildung 2.4. Für die analytische Berechnung wird dieser zweckmäßi-
gerweise dimensionslos mit ζ angegeben:
ζ “ DPA
DF
(2.13)
Abbildung 2.4: Bezeichnungen am elastisch-plastisch beanspruchten Außenteil [12]
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Nach Kollmann sollte bei einer hoch beanspruchten PV die plastisch beanspruchte
Ringfläche qPA am gesamten Querschnitt qA den Erfahrungswert von
qPA
qA
“ 0, 3 (2.14)
nicht überschreiten [12], [8]. Für die Auslegung einer elastisch-plastisch beanspruch-
ten PV muss daher das Verhältnis mit Gleichung 2.15 überprüft werden:
qPA
qA
“ pζ
2 ´ 1qQ2A
1´Q2A
(2.15)
2.2 Formschlüssige Welle-Nabe-Verbindungen
Bei den formschlüssigen WNV wird nach der Art des Formschlusses zwischen einem
unmittelbaren Formschluss und einem mittelbaren Formschluss unterschieden.
Bei dem unmittelbaren Formschluss sind die zur Torsionsmomentübertragung er-
forderlichen Mitnehmer ausnahmslos in die zu verbindenden Teile eingearbeitet, wie
beispielsweise bei der ZWV und der PWNV. Bei dem mittelbaren Formschluss wird
der zur Torsionsmomentübertragung erforderliche Mitnehmer von der Welle, der Nabe
und einem zwischengeschalteten Maschinenelement gebildet, wie beispielsweise bei der
PFV oder Längsstiftverbindung [8]. Auf den mittelbaren Formschluss wird im Stand
der Technik und der Forschung nicht weiter eingegangen und auf [24], [8], [25] und [26]
verwiesen.
2.2.1 Zahn- und Keilwellenverbindung
Die Tragfähigkeitsberechnung von Zahn- und Keilwellenverbindungen ist in DIN 5466
[27] und [28] genormt. Die Grundlagen gehen auf die Arbeiten von Dietz [29], Zapf
[30], Wesolowski [31] und Schäfer [32] zurück.
Dietz beschäftigte sich im Rahmen seiner Dissertation mit der Entwicklung eines
Berechnungsverfahrens für die Lastaufteilung, die Lastverteilung und dem Zentrier-
verhalten von Zahn- und Keilwellenverbindungen [29]. Dabei wird gegenüber den bis
dahin existierenden Verfahren der vorliegende mechanische Lastfall sowie die Herstel-
lungsungenauigkeit durch die Summenteilungsfehler berücksichtigt. Die Grundlage für
das Berechnungsverfahren ist das elastische Verhalten der sich im Eingriff befinden-
den Zahnpaare, welches mit Hilfe der Scheibengleichungen analytisch berechnet wird.
Nach Dietz sind die meisten Schadensfälle nicht durch fehlerhafte Auslegung entspre-
chend der Literatur wie beispielsweise nach [33] oder durch Fertigungsfehler bedingt,
sondern durch ungenügende Beachtung der tatsächlichen Randbedingungen. Die Be-
lastung einer ZWV kann sich aus den Komponenten Torsionsmoment T , Querkraft FQ,
Axialkraft Fax und Biegemoment Mb zusammensetzen. Der Fall eines reinen Torsions-
momentes beziehungsweise einer reinen Querkraft sind Extremfälle. Im Allgemeinen
liegt eine Mischbelastung aus Torsionsmoment und Querkraft vor. Aufgrund der un-
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gleichmäßigen Verformungen in Achsrichtung wird der Fall des Biegemomentes in [29]
nicht betrachtet.
Die Ermittlung der wirkenden maximalen Zahnkräfte wimax und minimalen Zahn-
kräfte wimin wird mit Hilfe der Funktionen k1 bis k4 und k11 bis k14 ermittelt. Die Funk-
tionen berücksichtigen dabei den Einfluss der Zahnsteife der Verbindungspaare (k1 und
k11), die Verteilung der Last unter dem Einfluss des Flankenspiels und der Federkennzahl
(k2 und k12), den Einfluss der Teilungsfehler (k3 und k13) sowie den Übertragungsmecha-
nismus in Abhängigkeit der Axialkraftkomponente (k4 und k14). Die Berechnung der Be-
anspruchung außerhalb der Verbindung beruht auf dem Vorschlag von Nakazawa [34],
[35]. Die verzahnte Welle wird dabei auf einen ungekerbten Rundstab mit vergleich-
barem Torsionsträgheitsmoment reduziert. Die von Dietz aufgestellte Theorie wird
mit aufwendigen experimentellen (Spannungsoptik und Kraft-Verformungsmessungen)
und numerischen Untersuchungen bestätigt. Weiterhin zeigtDietz einen mechanischen
Ansatz für das Lasteinleitungsproblem, bei dem die allmähliche Übernahme der Bean-
spruchung von der Welle auf die Nabe geschaffen wird.
Zapf zeigt in [30], dass eine Reihe von konstruktions-, fertigungs- und betriebsbe-
dingter Einflüsse das Betriebs- und das Verschleißverhalten der Zahn- und Keilwellen-
verbindungen entscheidend bestimmt, siehe Abbildung 2.5.
Abbildung 2.5: Einflüsse auf das Verschleißverhalten von ZWV [30]
Dabei stellte sich die Querkraft FQ als maßgebende Größe für das Verschleißver-
halten von ZWV heraus. Der Betriebszustand überwiegender Querkraft verursacht ei-
ne Dezentrierung der Verbindung sowie eine hohe spezifische Beanspruchung weniger
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Mitnehmer auf Vor- und Rückflanken. Darüber hinaus bewirkt die Querkraft einen
erhöhten Verschleiß durch größere Reibwege. FQ ist nach Möglichkeit schon in der
Anschlusskonstruktion abzustützen. Ist dies nicht möglich, sollte die Flankenzentrie-
rung zugunsten einer Durchmesserzentrierung gewählt werden. Der Betriebszustand
des überwiegenden Torsionsmomentes bewirkt eine Selbstzentrierung der Verbindung
sowie eine Lastverteilung auf möglichst viele Mitnehmer. Dies induziert eine entspre-
chend kleinere spezifische Flankenbelastung und einen geringeren Verschleiß.
Obwohl das Toleranzfeld für den Verschleißverlauf eine untergeordnete Rolle spielt,
sollte das Flankenspiel zu Beginn möglichst gering gehalten werden. Anstatt der Pas-
sung h/H sollte die Übergangspassung j/H gewählt werden. Auch wenn dabei im un-
günstigsten Fall nur noch eine Zahn/Lücke-Kombination zu fügen ist. Aufgrund der
gestiegenen Steifigkeit sind nach Zapf kleinmodulige ZWV gegenüber großmoduligen
zu bevorzugen. Darüber hinaus neigen diese auch weniger zum Verschleiß. Wie Zapf
ebenfalls zeigte, können Schmierkonzepte mit Spezialfetten die Lebensdauer erheblich
verlängern. Dabei sollten Schmierstoffe zum Einsatz kommen, die einer hohen Flächen-
pressung standhalten.
Wesolowski untersuchte 1997 die Beanspruchungszustände in drehmomentbelas-
teten Zahnwellenverbindungen unter elastischer und teilplastischer Verformung [31].
Da im Betrieb vereinzelt Belastungen wie beispielsweise Stöße deutlich über der Dau-
erfestigkeit auftreten können, sind die daraus resultierenden teilplastischen Beanspru-
chungen zu ermitteln. Um Aussagen über das Verhalten bei stoßartigen Belastungen
zu erhalten, führt Wesolowski FE-Rechnungen mit ebenen und dreidimensionalen
Modellen durch. Zur Abschätzung des ertragbaren Momentes sowie der maximalen
plastischen Dehnung wird der Ansatz für das Spannungs- und Verformungsverhalten
eines zylindrischen Stabes bei gleichem Trägheitsmoment gewählt. Das Grenzmoment
Tgr, bei dem die Zahnwelle in der Kerbe gerade die Fließgrenze erreicht, kann damit
nach Gleichung 2.16 berechnet werden:
Tgr “ pi ¨ pd
4
h1 ´ d4i1q
16dh1
¨ τtF ¨ 1
αktI
(2.16)
Bei Erreichen des Maximalmomentes Tpl8 ist das Innenteil bis auf kleine Bereiche
des Zahnes vollplastisch. Das Maximalmoment wird nach Gleichung 2.17 berechnet:
Tpl8 “ 4
3
¨ pd
4
h1 ´ d4i1q
16dh1
¨ τtF (2.17)
Das Torsionwiderstandsmoment der Welle Wt,W wird nach Nakazawa mit Hilfe
des Ersatzdurchmessers dh1 berechnet [34], [35]. Der Ersatzdurchmesser dh1 entspricht
dabei einer ungekerbten glatten Welle gleichen Torsionswiderstandsmomentes und be-
rechnet sich nach Gleichung 2.18:
dh1 “ df1 ` ch1 ¨ df1
da1
¨ `da1 ´ df1˘ (2.18)
Der Faktor ch1 ist ein von der Zahnform abhängiger Geometriefaktor [29], [31]. Nach
Wesolowski kann der Geometriefaktor ch1, welcher abhängig von der Zähnezahl z
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und dem Fußausrundungsverhältnis ρ1m ist, näherungsweise mit Gleichung 2.19 berech-
net werden:
ch1 “ 1, 3 ¨ zp´1,2q ` 0, 06 ¨ ρ1
m
` 0, 23 (2.19)
Über die Beanspruchung in der Nabe bei teilplastischer Verformung werden keine
Angaben gemacht.
Das Verschleißverhalten von oberflächenbehandelten ZWV wurde von Schäfer im
Rahmen seiner Dissertation analysiert [32]. Schäfer untersuchte experimentell ge-
härtete und nicht gehärtete sowie geschmierte, nicht geschmierte und mit Festschmier-
stoffen beschichtete Verbindungen unter kombinierter Belastung. Die bereits von Zapf
[30] erarbeiteten Grundlagen wurden damit von Schäfer erweitert.
Obwohl unter dem Gesichtspunkt des Verschleißes eine Oberflächenhärtung als po-
sitiv angesehen werden könnte, zeigte sich, dass dadurch sehr wohl auch Nachteile ent-
stehen können. So neigen die von Zapf als positiv befundenen kleinmoduligen ZWV
zum Durchhärten im Zahnbereich, wodurch die Zähigkeit reduziert wird, was bei dy-
namischer Beanspruchung als Nachteil angesehen werden kann. Weiterhin sind die ent-
stehenden Verschleißpartikel ebenfalls härter als bei nicht gehärteten ZWV, wodurch
sich der Vorteil der gehärteten Verbindung relativiert. Darüber hinaus müssen auch die
Verformungen infolge des Härtens berücksichtigt werden.
Um die Verschleißpartikel aus der Verbindung zu transportieren, empfiehlt Schäfer
eine Ölschmierung. Dabei muss das Öl den hohen Flächenpressungen standhalten und
sollte zum Abtransport der Partikel durch die Verbindung gepumpt werden. Bei den
Versuchen mit Fettschmierung zeigte sich, dass die Verschleißpartikel nach ihrer Ent-
stehung schnell aus der Fuge abtransportiert werden müssen. Bleiben Fettwulste an den
Enden der Verbindung, wird der Austritt des Schmierfettes und des entstandenen Pas-
sungsrostes zwischen den Zahnflanken von Welle und Nabe gehindert und es kommt
zu starken Schwankungen im Reibwert und zu einer Verringerung der Lebensdauer.
Die untersuchten PTFE und MoS2-Beschichtungen stellen in einigen Anwendungsfäl-
len technisch-wirtschaftliche Lösungen dar. Als Ersatz einer Ölschmierung sind diese
jedoch nicht anzusehen.
Die Versuche mit der Belastungskombination von Torsionsmoment und Querkraft
sowie einer Axialbewegung führten aufgrund der hohen Relativbewegung zu einem ho-
hen Verschleiß. Dabei überwog nicht der übliche Passungsrost sondern grobkörniger
metallischer Abrieb und nadelförmige Späne. Wurde die Verbindung geschmiert, be-
wirkte die Axialbewegung einen Abtransport der Verschleißpartikel aus der Fuge und
die Lebensdauer der Verbindung konnte erhöht werden. Jedoch sollte hier auf kurze
Nachschmierzeiten geachtet werden.
2.2.2 Kerbzahnverbindung
Die Profile der Kerbzahnverbindung sind nach DIN 5481 [36] genormt. Die feine Kerb-
verzahnung schwächt die Welle und Nabe weniger stark als die Zahn- und Keilwellen-
profile. Hinzu kommt, dass die Flächenpressung geringer ausfällt. In Abhängigkeit vom
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Wellendurchmesser werden nach DIN 5481 [36] zwei Ausführungen unterschieden. Für
die kleinen Durchmesser (7 x 8 bis 55 x 60) sind die Mitnehmer der Welle und der
Nabe prismatisch; letztere weisen einen Flankenwinkel von 60˝ auf. Ab einer Größe
von (60 x 65) werden die Verzahnungen mit einem konstanten Bezugsprofil und einem
Flankenwinkel von 55˝ hergestellt und nur die Flanken der Nabe sind prismatisch. Ei-
ne Kerbzahnverbindung mit evolventischer Welle und geradflankiger Nabe nach DIN
5481 [36] ist in Abbildung 2.6 links dargestellt. Die Mitnehmerflanken der Welle weisen
Evolventenflächen auf. Dadurch geht die Auslegung von der Flächenpressung auf die
Hertzsche Pressung mit Linienkontakt über [8]. In dem rechten Teilbild von Abbil-
dung 2.6 ist eine Kerbzahnverbindung mit überstehender Welle nach DIN ISO 6413
[37] abgebildet.
(a) Kerbzahnverbindung mit evolventi-
scher Welle und geradflankiger Nabe
nach DIN 5481 [36]
(b) Vollständige Darstellung einer Kerbzahnver-
bindung nach DIN ISO 6413 [37]
Abbildung 2.6: Paarung und vollständige Darstellung einer Kerbzahnverbindung
Neben dem zylindrischen Kerbzahnprofil ist die Verzahnung auch auf kegelige Wel-
lenenden anwendbar. Wissenschaftliche Auslegungsverfahren für die Kerbzahnverbin-
dungen gibt es nicht. Die Auslegung orientiert sich daher an den ZWV [8], [38]. Das
übertragbare Torsionsmoment kann mit Gleichung 2.20 berechnet werden:
T “ 0, 75 ¨ z ¨ htR ¨ rm ¨ lF ¨ pF (2.20)
Der mittlere Radius rm der angreifenden Kraft berechnet sich mit Gleichung 2.21
[38]. Dabei ist d1 der Kopfkreisdurchmesser der Nabe und d3 der Kopfkreisdurchmesser
der Welle.
rm “ d1 ` d3
4
(2.21)
Darüber hinaus ist die Kerbspannung im freien und nicht überdeckten Bereich der
Verzahnung zu überprüfen. Nach [8] besteht hier die Herausforderung, da es keine
Beziehung zur Berechnung der Formzahlen für die Kerbverzahnung gibt.
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2.3 Reibformschlüssige Welle-Nabe-Verbindungen
2.3.1 Zahnwellenverbindung mit Presssitz
Burgtorf untersuchte 1998 die Montage- und Betriebseigenschaften von ZWV mit
Presssitz [39]. In Abbildung 2.7 ist der Vergleich einer ZWV mit Schiebesitz und Press-
sitz dargestellt. Gegenüber der normalen ZWV mit Schiebesitz nach DIN 5480 [40] hat
die ZWV mit Presssitz den Vorteil, dass neben dem Torsionsmoment (formschlüssig)
auch axiale Kräfte (reibschlüssig) übertragen werden können. Die Relativbewegungen
der Flanken verursachen gewöhnlich den Ausfall dieser WNV und können durch den
Presssitz unterbunden werden. Auf diese Weise wird die Dauerfestigkeit der Verbindung
erhöht. Als Folge der getrennten Herstellung der Verzahnung von Welle und Nabe er-
geben sich Toleranzprobleme in der Fertigung und der Montage. Darüber hinaus wird
die ZWV durch den Fügevorgang beansprucht. In [39] wurden die beeinflussenden Pa-
rameter mit Hilfe der FEM untersucht. Über die linearen Zusammenhänge zwischen
der Flankenpressung und der Aufweitung der Nabe hinaus zeigten die Berechnungen
von Burgtorf, dass es bei dünnwandigen Naben und Zahnwellen mit einer gerin-
gen Zähnezahl zu einer in Umfangsrichtung schwankenden Nabenaufweitung kommt.
Burgtorf zeigte beispielhaft an einer vermessenen ZWV DIN 5480 - 32 x 1,5 x 30 x
21 die Einflüsse der Teilungsabweichung auf das Beanspruchungsverhalten in Abhän-
gigkeit des Übermaßes. Das Übermaß wurde dabei von 12 µm bis 96 µm variiert.
Abbildung 2.7: Vergleich einer ZWV mit Schiebesitz und Presssitz [39]
Die Untersuchungen zeigen, dass es bei einigen Zähnen nicht zum beidseitigen Zahn-
kontakt kam, wenn die Verzahnungsabweichung einzelner Zähne größer als das Über-
maß der ZWV mit Presssitz war. Parameteruntersuchungen ergaben, dass ein beidseiti-
ger Zahnkontakt bei einem Übermaß von doppelter Abweichungshöhe gewährleistet ist.
Die Folge eines nicht gleichmäßigen und beidseitigen Zahnkontaktes ist die ungleichmä-
ßige Lastverteilung. Aufgrund der getrennten Herstellung vonWelle und Nabe kann dies
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nicht vermieden werden. In Anlehnung an DIN 5466-1 [27] und DIN 5466-2 [28] wurde
der Pressungsüberhöhungsfaktor kϕ,p eingeführt. Weiterhin wurden die Auswirkungen
unterschiedlicher Zahnformen sowie die Fliehkraftbelastung numerisch untersucht. Ein
Vergleich der übertragbaren Torsionsmomente zwischen der ZWV mit Presssitz und der
ZWV mit Schiebesitz nach DIN 5480 [40] wird jedoch nicht durchgeführt. Zusätzlich
zu den numerischen Untersuchungen leitete Burgtorf die analytischen Gleichungen
für die Füge- und die Lösekraft, das übertragbare Torsionsmoment sowie die Zahnfuß-
spannungen her. Der Vergleich mit der FEM sowie mit den experimentellen Versuchen
zeigt die Gültigkeit des Berechnungsmodells.
2.3.2 Rändelverbindung
Die Rändelverbindung (RV) beziehungsweise RPV stellt ebenfalls eine reibformschlüs-
sige WNV dar. Diese reibformschlüssige WNV lässt größere Übermaßtoleranzen als bei
PV zu und kann folglich günstiger gefertigt werden. Sie stammt aus dem Bereich der
Feinwerktechnik und findet dort seit längerem Anwendung [2], [3] und [4].
Die gültigen Normen für Rändel beziehen sich lediglich auf die Rändelform nach
DIN 82 [41] sowie auf die Rändelräder zur Herstellung geformter Rändel nach DIN
403 [42]. Eine allgemeingültige Auslegungsrichtlinie wie etwa die DIN 7190 [12] für die
PV gibt es aufgrund fehlender Verallgemeinerung der vorliegenden Forschungsergeb-
nisse noch nicht. Gleichwohl wurden in den zurückliegenden Jahren Untersuchungen
zu unterschiedlichen RV und RPV durchgeführt.
2.3.2.1 Zylindrische Rändelverbindung
Thomas untersuchte 1969 vorwiegend experimentell eine zylindrische RV [3]. In Anleh-
nung an die PV bezeichnete Thomas diese als Presspassung mit unterbrochener Fuge.
Für seine Untersuchungen verwendet Thomas sogenannte gerändelte Werkstücke und
Modellstücke. Die gerändelten Werkstücke stammen aus der herkömmlichen Fertigung
der Feinwerktechnik. Die Modellstücke hingegen versah Thomas mit unterschiedli-
chen Stollenformen wie beispielsweise Dreieck-, Trapez- oder Rundstollen aber auch
schrauben- und ringförmigen Stollen. Thomas bezeichnete die Rändel als Stollen.
Im Hinblick auf die Vergleiche mit Biederstedt [16] wurden die Wellendurchmes-
ser mit DaI “ 18 mm festgelegt, ein Nabenlängenverhältnis von lF {DaI “ 1, 39 und
ein Durchmesserverhältnis der Nabe von QA “ 0, 39 gewählt. Die gerändelten Wel-
len für die Versuche wurden aus E360 (ehemals St60-2) und mit einer Rändelteilung
von t “ 0, 5 und 0, 8 mm gefertigt. Die Naben wurden aus den Werkstoffen C15 und
EN-GJL-150 (ehemals GGL-15) hergestellt. Thomas untersuchte für die Werkstoff-
kombinationen Stahl-Stahl und Stahl-Guss (GJL) die Fügekräfte, die Lösekräfte und
die Umfangslösekräfte (Torsionsmoment). Um den vorhandenen Spannungszustand zu
beschreiben, führte Thomas Untersuchungen mit Hilfe der Spannungsoptik durch, sie-
he Abbildung 2.8 links.
Die experimentellen Untersuchungen mit den Dreieckstollen zeigten, dass die Ver-
formungen der Rändel in Abhängigkeit der Streckgrenze Re von Innen- (ReI) und
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(a) Spannungsoptische Aufnahme ei-
ner Presspassung mit unterbro-
chener Fuge und 16 Dreieck-
Stollen
(b) Plastisch verdrillte Welle mit aufge-
schnittener Nabe aus C15 nach Tor-
sionsbelastung
Abbildung 2.8: Spannungsoptische Aufnahme und plastisch verdrillte Welle [3]
Außenteil (ReA) variieren. Für die Kombination ReI ě ReA ergab sich infolge des sich
einstellenden Formschlusses eine 312 - bis 4-fache Umfangslösekraft als axiale Lösekraft.
Folglich zeigten die Untersuchungen für ReI ď ReA eine Verformung der Rändel beim
Fügevorgang. Die axialen Lösekräfte und Umfangslösekräfte unterschieden sich nicht.
Analog zur PV unterteilte Thomas die axialen Kräfte in Lösen und Rutschen. Die
übertragbaren Umfangskräfte konnten aufgrund des Formschlusses nicht in Lösen und
Rutschen unterteilt werden. Bei Übermaßen von Ugeo “ 150 bis 230 µm zeigte sich,
dass die Festigkeit der Welle geringer als die Festigkeit der Verbindung ist. Bei diesen
Wellen kam es zu einer bleibenden Verdrillung, siehe Abbildung 2.8. Der empirisch-
analytische Berechnungsansatz zum Zusammenhang der Spanbildungskraft sowie der
Umfangslöse- und Längslösekraft wich von den Ergebnissen der experimentellen Un-
tersuchungen deutlich ab. Für die analytische Auslegung hinsichtlich Fügekraft und
Torsionsmoment können diese Gleichungen nicht herangezogen werden.
Gropp und Totzauer führten in [43] experimentelle Untersuchungen zum Über-
tragungsverhalten von Stahl-Stahl- und Stahl-Guss-RPV bei dynamischer Belastung
mit rein wechselnden Torsionsmomenten durch. Die Wellen wurden ebenfalls aus E360
(ehemals St60-2) und die Naben aus C15 und EN-GJL-150 (ehemals GGL-15) gefertigt.
Die Verbindung war für den Einsatz in Elektromotoren vorgesehen. Die Besonderheit
lag darin, dass die untersuchte WNV aus einer RPV und einer danach angeordneten
PV bestand, siehe Abbildung 2.9. Die RPV diente hierbei als zusätzliche formschlüssi-
ge Sicherung und sollte die Passungsrostbildung an der Torsionsmomenteinleitungsseite
reduzieren. Die untersuchten Verbindungen wurden trocken als Längspressverbindung
gefügt. Überstieg das Übermaß der PV ξw ě 2, 3h, diente MoS2-Ölpaste als Schmier-
stoff. Der Fügedurchmesser der Wellen (Pressfugendurchmesser) betrug DF “ 30 mm.
Als Rändelform wurde das achsparallele Rändel RAA mit einer Teilung von t “ 0, 8
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und 1, 2mm verwendet. Die Versuche zeigten, dass sich auch bei trocken gefügten RPV
Passungsrost bildete. Die Verbindungen zeigten nach der wechselnden Belastung starke
Passungsrosterscheinungen innerhalb der Rändelung. Ein Ausschlagen der Verbindung
wurde nicht beobachtet. Geschmiert gefügte Verbindungen mit großem Übermaß zeig-
ten keine Passungsrosterscheinungen. Infolge des vergrößerten Übermaßes entstanden
verminderte Gleitzonen in der PV, siehe Abbildung 2.9 links. Zwei Profilschnitte einer
mit MoS2-Ölpaste gefügten RPV sind in Abbildung 2.9 rechts dargestellt. Aus Abbil-
dung 2.9 rechts geht hervor, dass sich die Rändelung der Welle einige Hundertstel- bis
einige Zehntelmillimeter in die Nabe eingedrückt hat.
(a) Gleitzonen in einer mit MoS2-Ölpaste ge-
fügten RPV mit DF “ 30 mm; RPV nur
halb eingepresst
(b) Profilschnitte einer mit MoS2-Ölpaste
gefügten RPV; 50-fache Vergrößerung
Abbildung 2.9: Gleitzonen und Profilschnitte einer mit MoS2-Ölpaste gefügten RPV
[43]
Meusburger et. al. stellten in [7] das reibformschlüssige ThyssenKrupp Presta-
Fügeverfahren für gebaute Nockenwellen vor. Bei dem Presta-Fügeverfahren wird die
Welle an den Positionen der Nocken rolliert und die Nocken selbst am Innendurchmes-
ser mit einer Kerbverzahnung versehen. In einem sequentiellen Montagevorgang wird
die Welle rolliert und in den verzahnten Nocken längseingepresst. Die Überwachung
des Montagevorganges erfolgt durch eine Kraft-/Wegkontrolle während der Montage
der Nocken. In [44] wurde dieses Verfahren um den Einsatzbereich der Nutzfahrzeuge
und um die Variante der axial gerändelten Welle erweitert, siehe Abbildung 2.10. Dar-
über hinaus wurden numerische Simulationen zum Fügevorgang durchgeführt. Weil es
sich um Ergebnisse einer industriellen Forschung handelte, sind die Ergebnisse zum
Übertragungsverhalten, zum Versagenskriterium sowie dem sich einstellenden Eigen-
spannungszustand in Abhängigkeit der Fügemethode nicht veröffentlicht.
Kunz und Lukic veröffentlichten 2006 eine Methode, die gleichzeitig die Übertra-
gungsfähigkeit erhöht und die problematische Spannungsrelaxation bei einer Stahl-
Kunststoff-PV verlangsamt [45]. Die Übertragungsfähigkeit wurde dabei mit Hilfe ei-
nes Formschlusses erhöht. Abbildung 2.11 zeigt die Stahl-Kunststoff-RPV. Kunz un-
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Abbildung 2.10: ThyssenKrupp Presta-Fügeverfahren - Standard (links) und abgewan-
delte Methode mit Längsrändel (rechts) [44]
terscheidet bei dieser Methode zwischen einer aktiven und einer passiven Formschluss-
unterstützung [46].
Durch experimentelle Untersuchungen ermittelte Kunz die Formschlussunterstüt-
zung. Dabei wurden drei verschiedene Stahlwellen mit je einem Kreuzrändel 0, 8{45˝
und 1, 0{45˝ sowie einem Fischhauträndel 1, 0{30˝ versehen. Als Nabenwerkstoff wurde
Polyacetal-Copolymer Tecaform POM C natur verwendet und der Nenndurchmesser
der Verbindung betrug 15 mm. Die Füge- und die Lösekräfte, das übertragbare Tor-
sionsmoment sowie die Spannungsrelaxation der gerändelten Verbindung wurden mit
einer glatten Stahl-Kunststoff-PV verglichen. Bei der axialen Übertragungsfähigkeit
waren die drei verwendeten Rändel nahezu auf gleichem Niveau. Für die Übertragung
von Torsionsmomenten stellte sich das Fischhauträndel 1, 0{30˝ als Optimum heraus.
Abbildung 2.11: Rändelverbindung mit Kunststoffnabe [45]
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Qiao et. al. untersuchten ebenfalls experimentell und numerisch gerändelte Nocken-
wellen [47]. Die Untersuchungen wurden an den Werkstoffkombinationen C45 gegen
S235JR und C45 gegen C45 durchgeführt. Bei der Kombination C45 gegen C45 zeigte
sich, dass sich aufgrund der identischen Festigkeit von Welle und Nabe die Rändel (Wel-
le) bereits während des Fügevorganges plastisch verformen, vergleiche auch [3]. Unter
Ausnutzung der Symmetrie wurde für die numerische Simulation nur ein Zahn der
Verbindung modelliert. Die in den experimentellen und numerischen Untersuchungen
betrachteten Variationsbereiche sind jedoch so eingeschränkt, dass daraus keine Allge-
meingültigkeit abgeleitet werden kann. Weiterhin wurde der Fasenwinkel der Welle als
Einflussgröße nicht betrachtet. Ebenso wie in [7] und [44] wurden auch in [47] keine ana-
lytischen Berechnungsgrundlagen bezüglich der Fügekraft oder des Torsionsmomentes
abgeleitet.
Bader untersuchte im Rahmen seiner Dissertation die selbstschneidende WNV mit
gerändelter Welle. Eine mit „Schneidkante“ versehene Welle schneidet sich beim Fügen
in den Nabenwerkstoff [5], [48]. Damit die Wellen längs in die Nabe eingepresst werden
können, verwendete Bader die Rändelform RAA nach DIN 82 [41]. Die Herstellung
der gerändelten Wellen erfolgte durch Rändelfräsen mit einem Rändelrad nach DIN 403
[42]. Die gerändelten Wellen wurden aus Ck45 gehärtet und 16MnCr5 einsatzgehärtet
mit einem Nenndurchmessern von dnenn “ 19, 24 und 29 mm gefertigt. Der Nenn-
durchmesser dnenn bezeichnet dabei analog zur ZWV den Fußkreisdurchmesser. Die
erreichte Genauigkeit und die gemessenen Durchmesser gehen aus den Untersuchungen
nicht hervor. Als Nabenwerkstoffe wurden die zwei Stähle S235JR und 16MnCr5 so-
wie die Aluminiumlegierung AlCuMgPb (2007) und Messing CuZn39Pb3 (CW614N)
verwendet. In Abbildung 2.12 sind Welle und Nabe als reales Bauteil und als Zeich-
nung dargestellt. Aufgrund der kurzen Rändellänge ergab sich im gefügten Zustand
eine Verbindung mit Nabenüberstand.
Die Versuche von Bader gliedern sich in Ein- und Auspressversuche sowie in sta-
tische und dynamische Torsionsversuche. Durch Einpressversuche ermittelte Bader
für einen sauberen Schneidvorgang ein notwendiges Härteverhältnis zwischen Welle
(schneidender Körper) und Nabe (geschnittener Körper) von mindestens 1, 8 : 1. Für
die Einpressversuche wurden exemplarisch zwei Kraft-Weg-Diagramme dargestellt. Für
die Verbindung mit Messingnabe und Stahlwelle zeigte sich ein Stick-Slip-Effekt auf-
grund der schwankenden Schnittkraft, siehe Abbildung 2.13 links. Für die Verbindung
mit einem duktilen Nabenwerkstoff stieg die Fügekraft proportional zum Fügeweg an.
Für das Verhalten bei statischer Torsionsbelastung definierte Bader gemäß Abbil-
dung 2.13 rechts die zwei charakteristischen Größen „Moment bei Erreichen der Streck-
grenze“ und „Maximalmoment“. Mit Hilfe von Vergleichsrechnungen ermittelte Bader,
dass das Kriterium der Querschubspannung ein geeignetes Kriterium zur Auslegung der
selbstschneidenden RV ist. Auf Basis dieser Größen leitete er empirisch-analytische Be-
rechnungsgleichungen für das zulässige Torsionsmoment bei Erreichen der Streckgrenze
und für das Maximalmoment her.
22
(a) Realteil
(b) Zeichnung
Abbildung 2.12: Prüfkörper der gerändelten Welle und Nabe [5]
(a) Einpresskraft (b) Belastungsmoment
Abbildung 2.13: Einpresskraft und Torsionsmoment für die selbstschneidende Rändel-
verbindung [5]
Das zulässige Torsionsmoment bei Erreichen der Streckgrenze wird nach Bader mit
Gleichung 2.22 berechnet:
TTS “ Kh ¨ τS ¨ pdnenn ` tq
2 ¨ pi ¨ rl ¨KT l ¨Kdl ¨KQl ` t2 ¨KT ¨Kd ¨KQs
2 ¨ S (2.22)
Als Werkstoffkennwert wird die Schubstreckgrenze τS verwendet. Die Berücksichti-
gung der geometrischen Einflussgrößen erfolgt durch die längenabhängigen Korrektur-
faktoren KT l, Kdl und KQl sowie die längenunabhängigen Korrekturfaktoren Kh, KT ,
Kd und KQ. Die Korrekturfaktoren gibt Bader in [5] für die Verbindung mit dem
Nabenwerkstoff S235JR an.
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Das maximal übertragbare Torsionsmoment kann nach Bader mit Gleichung 2.23
berechnet werden:
TTmax “ Kh ¨ τB ¨ pdnenn ` tq
2 ¨ pi ¨ rl ¨KT l ¨Kdl ¨KQl ` t2 ¨KT ¨Kd ¨KQs
2 ¨ S (2.23)
Im Unterschied zu Gleichung 2.22 wird dabei die Schubbruchgrenze τB anstatt der
Schubstreckgrenze τS eingesetzt. Die für diese beiden Ansätze notwendigen Korrektur-
faktoren wurden anhand der Stahl-Stahl-Versuche ermittelt. Sie gelten streng genom-
men nur für kleine Abmessungen und für die verwendete Geometrie der Stahl-Stahl-
Versuche.
In [49] untersuchte Bader neben der in [5] und [48] eingeführten selbstschneidenden
(zylindrischen) RV zusätzlich eine ebenfalls selbstschneidende jedoch leicht konische
RV unter Umlaufbiegung. Infolge der Belastung zeigten die leicht konischen Wellen
nach den Umlaufbiegeversuchen nahezu keine Veränderungen. Die zylindrischen Wel-
len wiesen hingegen starke Verschleißerscheinungen auf. Bader führte dies auf die ent-
standenen Fugenpressungen infolge der konischen Wellen zurück. Die Fugenpressungen
verringerten die Relativbewegungen zwischen Welle und Nabe und wirkten sich positiv
auf die Dauerfestigkeit aus. Weiterhin wurden Untersuchungsergebnisse für das über-
tragbare Torsionsmoment in Abhängigkeit vom Durchmesserverhältnis des Außenteils
QA sowie für drei unterschiedliche Werkstoffe angegeben.
Coban et. al. veröffentlichten 2009 [6] und 2011 [50] im Rahmen einer industri-
ellen Forschung eine Arbeit, welche die mögliche Substitution der Schweißverbindung
Tellerrad-Differentialkorb in einem Pkw-Hinterachsgetriebe durch eine RPV beschreibt.
Im Unterschied zu den vorstehend genannten Verbindungen befinden sich die Rändel
jedoch nicht auf der Welle, sondern in der Stahlnabe (Tellerrad), siehe Abbildung 2.14.
Infolge des Fügevorganges werden diese in die Gusswelle (Differentialkorb) aus EN-
GJS-600 geschnitten.
Neben den experimentellen Untersuchungen wurden der Fügevorgang und die Tor-
sionsbelastung der entwickelten RPV, welche von Coban et. al. als „Mill-Knurling
and Press Fitting“ bezeichnet wurde, numerisch untersucht. Zur Simulation wurde die
FE-Software ABAQUS Explicit verwendet. Weiterhin untersuchten Coban et. al. un-
terschiedliche Fasenwinkel des formenden respektive schneidenden Elementes, in diesem
Fall der Nabe. Die Geometrie mit einem Fasenwinkel von ϕN “ 90˝ wurde wegen der
geringeren Fügekraft im Vergleich zu ϕN “ 45˝ und ϕN “ 15˝ gewählt. Der optima-
le Fasenwinkel für eine Stahl-GJS- beziehungsweise GJS-Stahl-RPV hinsichtlich des
übertragbaren Torsionsmomentes und der bleibenden Verformung ist nicht bekannt.
Als zusätzliche Sicherung zum Formschluss wurden die Verbindungen mit einem Kleb-
stoff gesichert. In Abbildung 2.14 rechts ist eine lichtmikroskopische Aufnahme der
Verbindung dargestellt. Dabei sind der Gusswerkstoff sowie der Klebstoff (schwarze
Zwischenschicht) deutlich zu erkennen. Auf die Festigkeit, die Haltbarkeit sowie die
Ölverträglichkeit des Klebstoffes wurde jedoch nicht eingegangen. Ebenfalls finden sich
in [6] und [50] keine Hinweise auf eine analytische Berechnung der Füge- und Lösekräfte
sowie des Torsionsmomentes. Ebenso sind keine detaillierten Angaben zur numerischen
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(a) Innenverzahnung - RAA Rändel am
Tellerrad
(b) Lichtmikroskopische Aufnahme
der geklebten GJS-Stahl-RPV
Abbildung 2.14: Gerändeltes Tellerrad und lichtmikroskopische Aufnahme der gekleb-
ten GJS-Stahl-RPV [6]
Simulation sowie weiterführende Gestaltungsregeln aufgeführt.
Lengwiler beschäftigte sich im Rahmen seiner Dissertation mit Fehlerfortpflan-
zung sowie der Simulation und Optimierung von Prozessketten am Beispiel der gebau-
ten Nockenwelle [51]. Lengwiler analysierte dabei systematisch das ThyssenKrupp
Presta-Fügeverfahren aus [7] mit Hilfe der Fehlerbaumanalyse. Das Ergebnis ist ein ki-
nematisches Simulationsmodell auf Basis des Monte-Carlo-Verfahrens. Das Verfahren
erlaubt, die Ergebnisse aus einer FE-Berechnung mit einzubeziehen und datenbasierte
oder physikalische Modelle zu verknüpfen. Mit Hilfe dieses Modells kann abgeschätzt
werden, welche Verbesserungen durch Reduzierung der Schwankungsbreiten der Ein-
gangsgrößen erreicht werden können.
Mänz et al. stellten in [52] Untersuchungsergebnisse zu Stahl-Stahl- und Stahl-
Aluminium-RPV vor. Mänz et al. ermittelten experimentell anhand eines D-opti-
malen Versuchsplans die Einflüsse auf die Fügekraft der untersuchten RPV mit ei-
nem Wellendurchmesser von 30 mm. Zur Analyse der Fügekraft unterteilten Mänz
et al. den Vorgang in die Bereiche maximale Fügekraft und Fügekraft am Ende. Als
Haupteinflussgrößen auf die Fügekräfte konnten somit das Übermaß, das Durchmes-
serverhältnis der Nabe, der Fasenwinkel, aber auch der Nabenwerkstoff (C45 und EN
AW-5083) selbst ermittelt werden. In Abhängigkeit des Fasenwinkels der Welle wird
der Nabenwerkstoff umgeformt beziehungsweise herausgeschnitten. Für die analytische
Berechnung geben Mänz et al. daher zwei Berechnungsverfahren an. Für den rein
schneidenden Fügevorgang wird die Fügekraft Fc (Gleichung 2.24) in Analogie zum
Stoßen mit Hilfe der Schnittfläche AS und der spezifischen Schnittkraft kc berechnet:
Fc “ AS ¨ kc (2.24)
Um die spezifische Schnittkraft kc zu bestimmen, wird auf die Tabellen der Ferti-
gungstechnik verwiesen. Die Vergleichsrechnungen zeigten eine Übereinstimmung der
Ergebnisse für kleine Fügekräfte. Für die Berechnung eines umformenden Fügevor-
ganges wurde ein Ablaufschaubild sowie die Berechnungsgleichungen angegeben. Die
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maximale Fügekraft Fges, Gleichung 2.25, setzt sich aus den Teilkräften Reibkraft in
axialer Richtung FR, ideelle Umformkraft Fid, Schiebungskraft FSch und der Reibkraft
an der Fase FR,Fase zusammen:
Fges “ FR ` Fid ` FSch ` FR,Fase (2.25)
Das Durchmesserverhältnisses der Nabe wird anhand der Nabenaufweitung berück-
sichtigt. Die Berechnung der umgeformten Bereiche erfolgte in Anlehnung an ferti-
gungstechnische Ansätze und unter Berücksichtigung der Nabenaufweitung. Die Be-
rechnungsergebnisse hinsichtlich Reib- und Gesamtkraft zeigten ebenso die Gültigkeit
der Berechnungsmethode.
Darüber hinaus wurden Schadensbilder von dynamisch beanspruchten RPV unter
schwellender Torsion (R “ 0, 2) gezeigt.
2.3.2.2 Kegelige Rändelverbindung
Münzing undBinz untersuchten in [53] stichprobenartig eine RPVmit kegeliger Wirk-
fläche. Die Kegel-RPV ist bereits seit 1966 unter dem Begriff Rändelkegel nach DIN
72783 [54] genormt. Sie findet seit Jahrzehnten als Scheibenwischerbefestigung bei Fahr-
zeugen Anwendung. Nach Münzing und Binz gibt es zu RPV mit kegeliger Wirkflä-
che keine ausreichend gesicherten Auslegungsgrundlagen. In DIN 72783 [54] werden zur
Montage lediglich Anziehdrehmomente genannt, welche auf eine Schraubenauslegung
zurückzuführen sind. Einen Nachteil der Kegel-RPV stellt die notwendige axiale Siche-
rung der Nabe aufgrund des nicht selbsthemmenden Kegelverhältnisses von C « 1 : 3
dar.
2.3.3 Zahnwellenverbindung mit Sonderverzahnung
Kitamura et. al. [55] und Hirota et. al. [56] zeigten in ihren Untersuchungen die
Vorteile eines umformenden Fügevorganges mit verzahnten Wellen. Dabei wurde eine
verzahnte Stahlwelle in eine weiche Stahl-, Kupfer- oder Aluminiumnabe längseinge-
presst. Kitamura et. al. verwendeten in [55] eine unsymmetrisch verzahnte Welle, die
durch Fließpressen hergestellt wurde, siehe Abbildung 2.15 links. Um eine hohe Ver-
drehsicherheit bei wechselnden Belastungen zu erreichen, wechselt die Ausrichtung der
Verzahnung alle 90˝. Die Form der Zähne wurde so gewählt, dass jeweils eine Flanke
des Zahnes radial ausgerichtet und der Zahnkopf abgerundet ist.
Die Verzahnung der Welle aus S45C-F, einem Stahl mit 0, 45% Kohlenstoff, verfes-
tigte sich durch die Herstellung. Kitamura et. al. bestätigten dies durch eine Härte-
messung. Zusätzlich wurde die Verzahnung partiell einsatzgehärtet und anschließend
abgeschreckt. Die Härte der Verzahnung betrug ca. 660 HV 1. Anschließend wurde die
Welle in die Nabe aus S10C-1, einem Stahl mit 0, 1% Kohlenstoff, längs eingepresst.
Es wurden die Übermaße sowie der Fasenwinkel der Welle variiert. Kitamura et. al.
variierten den Winkel von 15˝, 30˝, 45˝ bis 90˝. Die Untersuchungsergebnisse zeigten
zum einen, dass bei einem Fasenwinkel von 90˝ das Material der Nabe herausgetrennt
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(a) Geometrie der Verzahnung (b) Numerisch simulierter Werkstofffluss mit DEFORM
3D
Abbildung 2.15: Darstellung der untersuchten Zahnprofile der Welle und des Fügepro-
zesses [55]
wird und kein Material in die Lücken der Zähne fließt. Zum anderen kann den Unter-
suchungsergebnissen entnommen werden, dass die Verzahnungen der Welle infolge des
Fügens teilweise zerstört wurden. Bei Wellen mit einem Fasenwinkel von 30˝ entstan-
den keine Beschädigungen. Durch Härtemessungen im Zahnfuß und im zahnfußnahen
Bereich in der Nabe, wies Kitamura et. al. zudem die Verfestigung bei Variation des
Fasenwinkels der Welle nach. Demnach ist die größte Verfestigung bei einem Fasenwin-
kel von 30˝ zu erreichen. Dies zeigte sich ebenso bei der Torsionsmomentübertragung.
Gegenüber der schneidend gefügten Verbindung konnte eine Steigerung von ca. 50%
nachgewiesen werden.
Aufbauend auf den Untersuchungen aus [55] variieren Hirota et. al. in [56] die Ver-
zahnung der Welle bei konstantem Fasenwinkel von 30˝. Die Wellen bestanden aus
S48C, einem Stahl mit 0, 48% Kohlenstoff und die Naben aus dem Aluminium A1070.
Der Außendurchmesser der Wellen betrug wie in [55] DaI “ 18, 5 mm. Die Alumi-
niumnaben wurden im Durchmesserverhältnis von QA “ 0, 74, 0, 53, 0, 37 und 0, 18
variiert. Die Versuche mit den dünnwandigen Naben von QA “ 0, 74 ergaben, dass die
Durchmesseraufweitung von 0, 3 mm eine Reduzierung des Übermaßes und der Füge-
kraft bewirkt. Die maximalen Fügekräfte und die übertragbaren Torsionsmomente bei
den Verbindungen mit dem Durchmesserverhältnis 0, 53, 0, 37 und 0, 18 waren nahezu
gleich. Hinweise auf eine analytische Berechnung der Füge- und Lösekräfte sowie des
Torsionsmomentes wurden nicht gegeben.
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2.4 Zusammenfassung des Standes der Technik und
der Forschung
Aus der Darstellung des Standes der Technik und der Forschung geht hervor, dass
die Grundlagenuntersuchungen der reib- und formschlüssigen WNV einen hohen Sät-
tigungsgrad erreicht haben. Bei diesen Verbindungen überwiegt aus diesem Grund die
anwendungsnahe Forschung.
Der weiter zunehmende Kostendruck und die damit einhergehenden steigenden Vo-
lumennutzwerte zwingen aber die Hersteller zu neuen, bisweilen unkonventionellen Lö-
sungen. Beispiele dafür sind die RV und die RPV, bei der eine mit einer Rändelung und
Übermaß versehene harte Welle in eine weiche Nabe mit kreisrunder Bohrung längs-
eingepresst wird. Der Stand der Forschung zeigt, dass viele Einzelergebnisse existieren.
Aufgrund der unterschiedlichen Zielrichtungen und vor allem wegen der sich gegen-
seitig beeinflussenden Parameter können diese jedoch nicht in einer allgemeingültigen
Auslegungsrichtlinie wie etwa die DIN 7190 [12] für die PV zusammengefasst werden.
Die Arbeiten von Thomas und Bader sind bedeutungsvoll. Jedoch stehen in diesen
Arbeiten der Fügevorgang und die Erzeugung eines Fugendruckes beziehungsweise die
Werkstoffverfestigung nicht im Mittelpunkt. Die Arbeiten von Kitamura et. al. und
Hirota et. al. zeigen hier diesen Ansatz des formenden Fügevorganges. Die unsym-
metrische Wellenverzahnung erschwert jedoch die Vergleichbarkeit zum symmetrischen
Rändelprofil nach DIN 82 [41]. Die derzeit gültigen Normen für Rändel beziehen sich le-
diglich auf die Rändelform nach DIN 82 [41] sowie auf die zur Herstellung verwendeten
Rändelräder nach DIN 403 [42].
In den Entwicklungsabteilungen gewinnt die RPV zunehmend an Bedeutung. Jedoch
bestehen aufgrund fehlender Grundlagen noch erhebliche Unsicherheiten hinsichtlich
der Dimensionierung und der betriebssicheren Auslegung der Verbindung in der Pra-
xis. Im Sinne des Leichtbaugedankens stehen allgemeingültige Grundlagen zum Füge-
vorgang und zum Übertragungsverhalten von Stahl-Aluminium-RPV noch aus. Insbe-
sondere der Fügevorgang und die Auswirkungen der Gestaltung der gerändelten Welle
sind bis jetzt nur unzureichend untersucht worden.
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3 Untersuchungsmethoden zur
Analyse von
Rändelpressverbindungen
Aufgrund der geometrischen, werkstofftechnischen und tribologischen Einflussgrößen
wurden die Untersuchungsmethoden zur Analyse der RPV zweckmäßigerweise in ex-
perimentelle und numerische Untersuchungen sowie in analytische Betrachtungen ge-
gliedert, siehe Abbildung 3.1.
Abbildung 3.1: Untersuchungsmethoden zur Analyse einer reibformschlüssigen RPV
3.1 Experimentelle Untersuchungen
Ziel der experimentellen Untersuchungen war es, die geometrischen, werkstofftechni-
schen und tribologischen Einflussgrößen zu charakterisieren. Dazu wurden Parameter-
variationen bezüglich Geometrie und Werkstoff sowie Axialkraft- und Torsionsmoment-
übertragung durchgeführt.
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3.1.1 Geometrieparameter und Versuchsprogramm
Die geometrischen Einflussgrößen beziehen sich bei RPV hauptsächlich auf das Rän-
delprofil, siehe Abbildung 3.2.
Abbildung 3.2: Maßgebende Geometrieparameter der RPV
• Rändelprofil Für die Übertragung von Torsionsmomenten (Umfangskräften)
eignet sich die nach DIN 82 [41] genormte Rändelform RAA. Die den jeweiligen
Formen zugeordneten Formbuchstaben setzen sich aus drei Buchstaben zusam-
men. Der Buchstabe R unterscheidet die Rändel der Welle von den Rändelrädern
nach DIN 403 [42]. Der zweite Buchstabe kennzeichnet die Grundform und der
dritte Buchstabe gibt die Richtung und Form an [41]. Die Form RAA bezeichnet
dabei ein Profil mit achsparallelen Rändeln, siehe Abbildung 3.2. Neben weite-
ren Profilen wie beispielsweise dem Kreuzrändel RKE, siehe hierzu auch [45],
eignet sich gerade die Form RAA durch die achsparallelen Rändel zum Längs-
einpressen. Die Herstellungsverfahren sowie deren Vor- und Nachteile werden im
weiteren Verlauf dieser Arbeit noch näher erläutert.
• Wellendurchmesser Der Wellendurchmesser DaI kennzeichnet gemäß Abbil-
dung 3.2 den Außendurchmesser beziehungsweise den Kopfkreisdurchmesser der
gerändelten Welle vor dem Fügevorgang. Mit den zwei praxisrelevanten Wellen-
durchmessern von DaI “ 15 mm und DaI “ 30 mm wurde der Durchmesserein-
fluss auf die Übertragungsfähigkeit untersucht.
30
• Länge der Fuge Aufgrund der Praxisrelevanz wurden die Naben aus unter-
schiedlich dicken Aluminiumblechen gefertigt. Die Stufung der Länge der Fuge
lF erfolgte in den Blechdicken tB “ 4, 5, 8 und 15 mm. Analog zur PV oder
ZWV wird der Einfluss der Länge der Fuge auf den Fügevorgang sowie das Über-
tragungsverhalten als linear eingeschätzt. Hingegen ist bei den Konfigurationen
mit Nabenüberstand, wie sie beispielsweise von Bader in [5] und [48] verwendet
wurde, die Übertragungsfähigkeit in Abhängigkeit von lF zusätzlich mit einem
konstanten Traganteil der Stirnflächen behaftet.
• Durchmesserverhältnis der Nabe Das Durchmesserverhältnis der Nabe QA
wird analog zur PV mit Gleichung 2.6 berechnet; DF entspricht dabei DiA. Das
Durchmesserverhältnis QA ist eine dimensionslose Größe zur Beschreibung der
Wandstärke. Für die in dieser Arbeit untersuchten RPV betrug das Durchmes-
serverhältnis der Nabe halbzeugbedingt QA ď 0, 5 und liegt damit im Bereich der
dickwandigen Naben. Eine Variation des Durchmesserverhältnisses von QA ą 0, 5
wie bei Flanschnaben war dadurch nicht möglich.
• Rändelteilung Der periodische Abstand der Rändel wird durch die Rändel-
teilung t angegeben, siehe Abbildung 3.2 und Abbildung 3.3. Die Rändelteilung
wurde in Anlehnung an DIN 82 [41] und in Abhängigkeit des Wellendurchmessers
gewählt. Für Wellen mit dem NenndurchmesserDaI “ 15mm wurde eine Teilung
von t “ 0, 8 mm und für Wellen mit dem Nenndurchmesser DaI “ 30 mm wurde
die Teilung t “ 1, 0 mm verwendet. Da die Rändelteilung keine geometrische
Ähnlichkeit aufweist, erschwert die eingeschränkte Systematik die Übertragung
auf andere Abmessungen. Die Teilung und somit die Anzahl der Rändel z wächst
folglich nicht linear zum zunehmendem Wellendurchmesser. In DIN 82 [41] sind
Teilungen von 0, 5 bis 1, 6 mm vorgesehen. Aufgrund der vielfältigen Parameter-
variationen wird die Rändelteilung in dieser Arbeit auf 0, 8 und 1, 0mm begrenzt.
Abbildung 3.3: Auszug von Rändelprofilen nach DIN 82 [41]
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• Profilöffnungswinkel Der Profilöffnungswinkel α, welcher im Normalfall 90˝ be-
trägt, beschreibt den Öffnungswinkel zwischen zwei Rändeln, siehe Abbildung 3.2
und Abbildung 3.3. Nach DIN 82 [41] sind die zwei Öffnungswinkel α “ 90˝ und
α “ 105˝ vorgesehen. Da die Rändel nicht für einen Einsatz als WNV konzi-
piert wurden, haben diese weder festigkeits- noch übertragungsrelevante Hinter-
gründe und wurden sehr wahrscheinlich fertigungsbedingt festgelegt. Grundsätz-
lich kann der Profilöffnungswinkel je nach Herstellung der Rändelung zwischen
90˝ und 105˝ variieren. Die gerändelten Wellen der vorliegenden Arbeit wurden
mit Profilöffnungswinkeln von 90˝ und 101˝ gefertigt. Die Variation des Profil-
öffnungswinkels erfolgte herstellungsbedingt. Dabei wurden die Wellen mit den
Durchmessern DaI “ 15mm mit einem Profilöffnungswinkel von α “ 90˝ und die
Wellen mit DaI “ 30 mm mit einem Profilöffnungswinkel von α “ 101˝ gefertigt.
• Fasenwinkel der Welle Neben den vorstehenden Parametern hat der Fasen-
winkel der Welle ϕ eine dominierende Rolle beim Fügevorgang (Längseinpressen),
vergleiche auch [39], [6], [56] und [55]. In Abbildung 3.4 sind die experimentell
und numerisch untersuchten Fasenwinkel der Welle mit der Zuordnung von For-
men hin zum Schneiden anschaulich dargestellt. Mit Hilfe der experimentellen
und numerischen Untersuchungen wurden die Unterschiede des formenden und
schneidenden Fügevorganges sowie der Übergang von Formen hin zum Schnei-
den herausgearbeitet und hinsichtlich der Übertragungsfähigkeit bewertet. Die
Fasenwinkel ϕ “ 30˝, 60˝ und 110˝ wurden dabei nur numerisch untersucht.
Abbildung 3.4: Experimentell und numerisch untersuchte Fasenwinkel der Welle ϕ
• geometrisches Übermaß Das geometrische Übermaß Ugeo wird in Analogie
zur reibschlüssigen PV mit Gleichung 3.1 berechnet. Die Bezeichnung des geo-
metrischen Übermaßes ist auf die Arbeit von Thomas [3] zurückzuführen. Ugeo
wirkt bei RPV nur partiell im Bereich der Rändel und nicht über den vollen Um-
fang wie bei einer PV. Aus den Istmaßen des Innendurchmessers des Außenteils
DiA und dem Außendurchmesser des Innenteils DaI ergibt sich das geometrische
Übermaß Ugeo, Gleichung 3.1:
Ugeo “ |DiA ´DaI | (3.1)
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Im Unterschied zur reibschlüssigen PV, bei der nach DIN 7190 [12] infolge der
Glättung der Rauheitsspitzen zwischen dem Übermaß U und dem wirksamen
Übermaß Uw unterschieden wird, kann die Berechnung der Glättung bei der RPV,
wie die nachfolgenden Untersuchungen noch zeigen, vernachlässigt werden. Das
geometrische Übermaß wird zweckmäßigerweise als ein Vielfaches der Rändel-
teilung angegeben. Die geometrischen Übermaße in dieser Arbeit variieren von
Ugeo “ 1{3 t, 1{2 t, 2{3 t bis 3{3 t.
Die experimentellen Untersuchungen gliedern sich in:
• Ein- und Auspressversuche zur Charakterisierung des Füge- und des Löseverhal-
tens
• Statische Torsionsversuche zur Ermittlung des statischen Übertragungsverhaltens
• Dynamische Torsionsversuche zur Ermittlung des dynamischen Übertragungsver-
haltens
Die Versuchsparameter für die experimentellen Untersuchungen sind in Tabelle 3.1
zusammengefasst und die Fertigungszeichnungen der Stahlwellen und Aluminiumnaben
sind im Anhang in Abbildung B.1 bis Abbildung B.6 dargestellt.
Tabelle 3.1: Experimentelle Versuchsparameter
Variante DaI “ 15 mm DaI “ 30 mm
Parameter Einheit
Wellendurchmesser DaI mm 15 30
Länge der Fuge lF mm 4, 5, 8, 15 8, 15
Durchmesserverhältnis
der Nabe QA ´ 0,16; 0,5 0,32; 0,5
Rändelteilung t mm 0,8 1,0
Profilöffnungswinkel α ˝ 90 101
Fasenwinkel der Welle ϕ ˝ 5, 15, 45, 90 5, 45, 90
geometrisches Übermaß Ugeo mm 1/3 t, 1/2 t, 2/3 t, 3/3 t 1/3 t, 2/3 t, 3/3 t
Werkstoff der Welle 100Cr6 gehärtet 100Cr6 gehärtet
100Cr6 nicht gehärtet
Werkstoff der Nabe EN AW-6082-T6 EN AW-6082-T6
EN AW-5083
EN AW-6060-T66
EN AW-7075-T651
33
3.1.1.1 Ein- und Auspressversuche
Zur Charakterisierung des Füge- und des Lösevorganges hinsichtlich geometrischer,
werkstofftechnischer und tribologischer Parameter wurden Ein- und Auspressversuche
durchgeführt. Die Versuche wurden mit den RPV der WellendurchmesserDaI “ 15mm
und DaI “ 30 mm realisiert. Für beide Wellendurchmesser betrug das Durchmesser-
verhältnis der Nabe QA “ 0, 5. Im linken Teilbild von Abbildung 3.5 ist die RPV mit
dem Wellendurchmesser DaI “ 15 mm für die Ein- und Auspressversuche abgebildet.
Um die Konzentrizität/Koaxialität und Rechtwinkligkeit der RPV während des Fü-
gevorganges zu gewährleisten, wurden diese mit einer speziell konstruierten Vorrichtung
gefügt. Die Fügevorrichtung ermöglichte eine koaxiale und rechtwinklige Montage der
Wellen und der Naben bei einer Variation des Fasenwinkels. Die Wellen mit einem
Fasenwinkel von ϕ ď 45˝ zentrieren sich durch den Fasenwinkel selbst. Bei den Wellen
mit einem Fasenwinkel von ϕ “ 90˝ ist keine Selbstzentrierung möglich. Um die Welle
zu zentrieren, kann diese entweder wie von Bader in [5] mit einem Führungszapfen am
Anfang oder die Nabe mit einer Fase versehen werden. Abbildung 3.4 zeigt schematisch,
dass die Wellen in dieser Arbeit ohne Führungszapfen gefertigt wurden.
Für die Untersuchungen zum Füge- und zum Lösevorgang wurden folgende Parame-
ter konstant gehalten:
• Fügegeschwindigkeit: vf “ 0, 5 mm{s
• Umgebungstemperatur: ϑ « 20˝C
• Sitzzeit: ts “ 24 h
Um einen Stick-Slip-Effekt zu vermeiden, wurde in Anlehnung an die DIN 7190 [12]
eine Fügegeschwindigkeit von vf “ 0, 5mm{s festgelegt. Die Sitzzeit ts wurde ebenfalls
in Anlehnung an DIN 7190 [12] sowie nach Werth [57] mit ts “ 24 h gewählt. Nach
Werth wirkt sich eine Sitzzeit von ě 24 h positiv auf die übertragbaren Kräfte einer
reibschlüssigen PV aus. Sitzzeiten von über 48 h tragen nach den Untersuchungen von
Werth hingegen zu keiner weiteren nennenswerten Steigerung der Übertragungsfä-
higkeit bei. Dies gilt bei der reibformschlüssigen RPV vorrangig für die übertragbare
Axialkraft.
3.1.1.2 Statische und dynamische Torsionsversuche
Über die Ermittlung des statischen Übertragungsverhaltens und der Versagenskriteri-
en hinaus, stand die Identifizierung der Parameter zur Steigerung der Übertragungs-
fähigkeit im Vordergrund. Wie die vorstehend beschriebenen Ein- und Auspressver-
suche wurden die statischen Torsionsversuche ebenfalls mit den Wellendurchmessern
DaI “ 15 mm und DaI “ 30 mm realisiert. Das Durchmesserverhältnis der Nabe
für die Versuche mit dem Wellendurchmesser DaI “ 15 mm betrug QA “ 0, 16 und
QA “ 0, 32 für die Versuche mit DaI “ 30 mm. Das rechte Teilbild von Abbildung 3.5
zeigt die RPV mit dem Wellendurchmesser DaI “ 15 mm für die Torsionsversuche.
34
Für die Untersuchungen zum statischen Torsionsverhalten wurden folgende Parame-
ter konstant gehalten:
• statische Torsion - quasistatische Verdrehung
• Umgebungstemperatur: ϑ « 20˝C
• Sitzzeit: ts “ 24 h
(a) Geometrievariante für die
Ein- und Auspressversuche
mit QA “ 0, 5
(b) Geometrievariante für die Torsionsversuche
mit QA “ 0, 16
Abbildung 3.5: Geometrievarianten für die Ein- und Auspressversuche sowie die Torsi-
onsversuche der RPV mit DaI “ 15 mm
In Abbildung F.2 auf Seite 158 im Anhang ist eine Welle, eine Nabe und die gefügte
RPV mit DaI “ 30 mm für die statischen Torsionsversuche dargestellt.
Die dynamischen Torsionsversuche wurden prüfstandsbedingt ausschließlich mit den
RPV der Größe DaI “ 30 mm durchgeführt. Dabei wurden vorzugsweise die RPV
getestet, welche sich hinsichtlich der statischen Übertragungsfähigkeit als Optimum
erwiesen hatten.
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Die RPV wurden in zwei Kategorien eingeteilt:
• dynamisch schwellend
– Spannungsverhältnis: R “ 0
– Frequenz: f “ 20 Hz
• dynamisch wechselnd
– Spannungsverhältnis: R “ ´1
– Frequenz: f “ 10 Hz
Da die Übertragung der Umfangskräfte in erster Linie durch den Formschlussan-
teil bestimmt wird, konnte die Sitzzeit für die dynamischen Versuche vernachlässigt
werden. Im Unterschied zu Stahl mit einem kubisch raumzentrierten Gitter (krz), ist
Aluminium von der Elementarzelle als kubisch flächenzentriertes Gitter (kfz) aufgebaut
und besitzt daher keine ausgeprägte Dauerfestigkeit. Die Dauerfestigkeitsuntersuchun-
gen in dieser Arbeit wurden daher auf das zeitlich vertretbare Lastwechselniveau von
N “ 107 Lastwechsel begrenzt.
3.1.1.3 Sekundäre Belastung - Temperatur
Im Hinblick auf die industrielle Praxis sind Temperaturversuche unverzichtbar. Durch
den Reibformschluss der RPV sollte die temperaturabhängige Festigkeit der Alumini-
um-Knetlegierung und nicht die unterschiedlichen Ausdehnungskoeffizienten das über-
tragbare Torsionsmoment beeinflussen. Prüfstandsbedingt wurden die experimentellen
Untersuchungen zur sekundären Belastung - Temperatur - mit den RPV der Größe
DaI “ 15 mm durchgeführt [58].
Die Temperaturversuche gliedern sich in zwei Kategorien:
• Temperaturzwischenbehandlung (ϑ1)
– Versuche bei ϑ1 “ ´40˝C und ϑ1 “ 120˝C
• Betriebstemperatur (ϑ2)
– Versuche bei ϑ2 “ ´30˝C und ϑ2 “ 100˝C
Die Temperaturzwischenbehandlung (ϑ1) erfolgte gemäß Abbildung 3.6. Nach dem
Fügen (Längseinpressen) wurden die RPV in einer Klimakammer auf die Temperatur
von ϑ1 “ ´40˝C unterkühlt beziehungsweise auf 120˝C erwärmt. Die Temperaturzwi-
schenbehandlung wurde innerhalb der 24-stündigen Sitzzeit durchgeführt. Anschlie-
ßend erfolgten bei der Umgebungstemperatur von ca. 20˝C (Raumtemperatur (RT))
die statischen Torsionsversuche mit den auf RT klimatisierten RPV.
Das übertragbare Torsionsmoment bei Betriebstemperatur (ϑ2) wurde in Stichpro-
benversuchen in einer Klimakammer ermittelt. Die Temperaturbelastung betrug prüf-
standsbedingt ϑ2 “ ´30˝C und 100˝C. Bei diesen Untersuchungen konnte das Absin-
ken der Aluminiumfestigkeit analog zu den nachfolgend aufgeführten statischen Zug-
versuchen unter erhöhter Temperatur ermittelt werden.
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Abbildung 3.6: Qualitativer Temperatur-Zeit-Verlauf der Temperaturzwischenbehand-
lung von ϑ1 “ ´40˝C und ϑ1 “ 120˝C
3.1.2 Versuchsvorbereitungen
3.1.2.1 Werkstoffuntersuchungen
Da der Spannungszustand der reibformschlüssigen RPV über die geometrischen und
tribologischen Einflussparameter hinaus maßgeblich von den werkstofftechnischen Ein-
flussparametern bestimmt wird, sind die Werkstoffkennwerte wie beispielsweise E-
Modul, Streckgrenze Re, Zugfestigkeit Rm und Bruchdehnung A für eine gesicherte
Auslegung von entscheidender Bedeutung.
Wellenwerkstoff - Stahl
Der gerändelten Welle im Allgemeinen und dem Wellenwerkstoff im Besonderen kommt
neben der Funktion der Torsionsmomentleitung auch die Funktion des Werkzeugs beim
Fügen zu. Diesbezüglich stellt der Fügevorgang und die Übertragung des Torsionsmo-
mentes doppelte Anforderungen an die Geometrie und an den Werkstoff der Welle. Die
Stahlwellen aus 100Cr6 wurden aus einem Rundmaterial mit dem Halbzeugdurchmes-
ser von DH “ 50 mm herausgearbeitet. An ihnen wurden im weichen Ausgangszustand
statische Zugversuche nach DIN EN ISO 6892-1 [59] und im gehärteten Zustand Här-
teprüfungen nach Vickers DIN EN ISO 6507 [60] durchgeführt [58].
Tabelle 3.2 zeigt die Werte aus dem statischen Zugversuch sowie der Härteprüfung
nach Vickers. Die Werkstoffkennwerte sind jeweils der Mittelwert aus drei Versuchen
und stellen somit das Minimum einer statistischen Absicherung dar. Die Zugfestigkeit
der gehärteten Stahlwellen wurde über die Umwertung der Härte nach Gleichung 3.2
berechnet. Im Gegensatz zur Umwertung der Härte nach DIN EN ISO 18265 [61], bei
der die Zugfestigkeit auf eine Härte von maximal 650 HV10 beschränkt ist, wird der
Ansatz von Thomas nach Gleichung 3.2 verwendet [62]:
Rm “ 3, 18 ¨HV ` HV
2
5000
(3.2)
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Tabelle 3.2: Werkstoffkennwerte des Wellenwerkstoffes 100Cr6
Zustand weich gehärtet
Werkstoffkennwert Einheit
E-Modul N{mm2 223.500 -
0, 2%-Dehngrenze Rp0,2 N{mm2 385 -
Zugfestigkeit Rm N{mm2 639 2525
Bruchdehnung A % 32 -
Härte HV1 - 250 758
Nabenwerkstoff - Aluminium
Für die Hauptuntersuchungen der Ein- und der Auspressversuche und der Torsions-
versuche wurden Naben der aushärtbaren Aluminium-Knetlegierung EN AW-6082-T6
(AlMgSi1) verwendet. Für diese wurden statische Zug- beziehungsweise Druckversuche
nach DIN EN ISO 6892-1 [59] und nach DIN 50106 [63] durchgeführt. Die AlMgSi-
Legierungen zählen zu den häufig verwendeten aushärtbaren Aluminium-Knetlegie-
rungen im Fahrzeug- und Maschinenbau. Für die Aluminiumbleche mit der Blechdicke
4, 8 und 15 mm aus EN AW-6082-T6 wurden zusätzlich statische Zugversuche bei der
erhöhten Temperatur von 100˝C nach DIN EN ISO 6892-2 [64] durchgeführt. Tabel-
le 3.3 zeigt die ermittelten Werkstoffkennwerte der verwendeten Aluminiumbleche aus
EN AW-6082-T6 für ϑ “ 20˝C und 100˝C.
Tabelle 3.3: Werkstoffkennwerte des Nabenwerkstoffes EN AW-6082-T6
Parameter Einheit
Blechdicke tB mm 4 4 5 8 8 15 15
Prüftemperatur ϑ ˝C 20 100 20 20 100 20 100
Werkstoffkennwert Einheit
E-Modul N{mm2 68.700 67.800 68.400 69.600 65.900 69.200 66.733
0, 2%-Dehngrenze Rp0,2 N{mm2 280 161 266 257 239 274 260
Zugfestigkeit Rm N{mm2 339 313 321 279 252 285 261
Bruchdehnung A % 26 38 21 14 16 14 14
Gleichmaßdehnung Ag % 12,2 - 15 5,2 - 6,2 -
Härte HV1 - 115 - 115 91 - 101 -
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Darüber hinaus sind in Abbildung A.1 auf Seite 141 beispielhaft die Zugfestigkeit,
die 0, 2%-Dehngrenze und die Bruchdehnung über einem Temperaturbereich von ϑ “
´200˝C bis 200˝C nach [65] für die Aluminium-Knetlegierung aus EN AW-6082-T6
dargestellt.
Die Übertragung der Untersuchungsergebnisse auf andere Knetlegierungen wurde
in Stichprobenversuchen mit der nicht aushärtbaren Knetlegierungen EN AW-5083
(AlMg4,5Mn0,7), der aushärtbaren Knetlegierung EN AW-6060-T66 (AlMgSi0,5) und
der höherfesten Knetlegierung EN AW-7075-T651 (AlZnMgCu1,5) erforscht. Zur Er-
mittlung der Festigkeitswerte wurden auch für diese Zugversuche nach DIN EN ISO
6892-1 [59] und Härteprüfungen nach Vickers DIN EN ISO 6507 [60] durchgeführt.
Wie beispielsweise in [66] und [67] beschrieben, besitzt die hochfeste 7000er Knet-
legierung EN AW-7075-T651 infolge der Ausscheidungshärtung eine vergleichsweise
hohe Grundfestigkeit, siehe Tabelle 3.4. Im Vergleich zu nicht ausscheidungsgehär-
teten Werkstoffen ist daher die Festigkeitssteigerung durch Verformungs- und Korn-
größenverfestigung bei dieser Legierung eher gering. Sie besitzt damit eine Tendenz
zum Scherversagen. Die AlZnMgCu-Knetlegierungen weisen die größten Festigkeits-
werte der aushärtbaren Aluminiumlegierungen auf [68]. Die Werkstoffkennwerte für die
Aluminium-Knetlegierungen EN AW-5083, EN AW-6060-T66 und EN AW-7075-T651
sind in Tabelle 3.4 aufgeführt.
Tabelle 3.4: Werkstoffkennwerte der Nabenwerkstoffe EN AW-5083, EN AW-6060-T66
und EN AW-7075-T651
Nabenwerkstoff EN AW- EN AW- EN AW-
5083 6060-T66 7075-T651
Parameter Einheit
Blechdicke tB mm 15 15 15
Prüftemperatur ϑ ˝C 20 20 20
Werkstoffkennwert Einheit
E-Modul N{mm2 68.613 65.625 69.319
0, 2%-Dehngrenze Rp0,2 N{mm2 163 202 522
Zugfestigkeit Rm N{mm2 303 225 602
Bruchdehnung A % 23,3 19,1 15
Gleichmaßdehnung Ag % 19,3 7,7 11,2
Härte HV1 - 84 88 185
Dabei wurde die Blechdicke von 15 mm konstant gehalten, was in Kombination
mit dem Wellendurchmesser von DaI “ 30 mm ein bezogenes Nabenlängenverhältnis
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von lF {DaI “ 0, 5 ergibt. Die Prüftemperatur betrug 20˝C. Für die nicht aushärtbare
Aluminium-Knetlegierung EN AW-5083 zeigte sich aufgrund des hohen Magnesium-
anteils von 4, 5% ein niedriges Streckgrenzenverhältnis von Rp0,2{Rm “ 0, 54. Die Alu-
miniumlegierung EN AW-6060-T66 liegt von den Festigkeitskennwerten Rp0,2 und Rm
aufgrund der verringerten Anteile von Magnesium (Mg) und Silizium (Si) erwartungs-
gemäß unterhalb der vergleichbaren 6000er Legierung EN AW-6082-T6, siehe Tabel-
le 3.3.
Die Ergebnisse der Härteprüfungen sind ebenfalls in Tabelle 3.3 und Tabelle 3.4
aufgeführt. Die Härte und insbesondere das Härteverhältnis von Welle : Nabe ist ein
wichtiges Kriterium für den qualitativ gesicherten Fügevorgang der RPV. Nach Ba-
der [5] beträgt das Verhältnis idealerweise mindestens 1, 8 : 1. Für die untersuchten
Verbindungen ergaben die Härteprüfungen bei den nicht gehärteten Wellen und der
aushärtbaren Aluminium-Knetlegierung EN AW-6082-T6 ein Härteverhältnis von ca.
2, 5 : 1. Für die RPV mit den gehärteten Wellen lag das Härteverhältnis bei ca. 7, 5 : 1
[58]. Abbildung 3.7 zeigt die ermittelten Härtewerte (HV 1) der Aluminiumbleche aus
EN AW-6082-T6 und der Stahlwellen im nicht gehärteten (weichen) und gehärteten
Zustand. Das Härteverhältnis der RPV aus 100Cr6 gehärtet gegen EN AW-7075-T651
betrug ca. 4 : 1, siehe Tabelle 3.2 und Tabelle 3.4.
Abbildung 3.7: Härtewerte der verwendeten Aluminiumbleche aus EN AW-6082-T6
und Stahlwellen aus 100Cr6
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Nabenwerkstoff - Mathematische Beschreibung der Fließkurve
Eine einfache Möglichkeit zur Beschreibung des Werkstoffverhaltens im plastischen Be-
reich liefern empirisch-mathematische Modelle. Die im Zugversuch ermittelten Kenn-
werte wie beispielsweise die 0, 2%-Dehngrenze und die Zugfestigkeit erfahren insofern
eine Berücksichtigung, als sie die Funktion der beeinflussenden Betriebsparameter be-
schreiben. Die mathematischen Koeffizienten derartiger Funktionen werden dabei an
die experimentell ermittelten Kennwerte angepasst. Die aus dem Versuch ermittelten
Koeffizienten gelten meist nur für die jeweiligen Versuchsparameter wie Umformtempe-
ratur oder -geschwindigkeit sowie den untersuchten Werkstoff selbst. Eine Allgemein-
gültigkeit kann von diesen Modellen daher nicht abgeleitet werden, da der physikalische
Mechanismus, der eine Eigenschaftsänderung bewirkt, keine Berücksichtigung findet
und hier als Nachteil angesehen werden kann [69]. Da es zu einem Wechsel der physika-
lischen Mechanismen kommen kann, ist eine Extrapolation über die experimentell er-
mittelten Werte hinaus nicht ohne weiteres möglich. Zwei häufig verwendete empirisch-
mathematische Beschreibungen des Verfestigungsverhaltens sind der sogenannte Lud-
wik-Ansatz [70], welcher in dieser Form zuerst von Hollomon [71] angegeben wurde
und der Voce-Ansatz [72]. Der auf Hollomon zurückgehende Ludwik-Ansatz zur
Berechnung der Fließkurve kf
`
εpl
˘
wird nach Gleichung 3.3 berechnet. Die Konstante
CL und der Verfestigungsexponent n können nach Reihle [73] aus dem Zugversuch
bestimmt werden [74].
kf
`
εpl
˘ “ CL ¨ `εpl˘n (3.3)
CL “ Rm ¨
ˆ
e
n
˙n
(3.4)
n “ lnp1` εglq (3.5)
Die Fließkurve kf
`
εpl
˘
nach dem Voce-Ansatz kann mit Gleichung 3.6 berechnet
werden. Dabei ist σi die Sättigungsspannung und ε
pl
r die anzupassende Konstante für
den Übergang in die Sättigungsspannung.
kf
`
εpl
˘ “ Rp0,2 ` pσi ´Rp0,2q ¨ expˆεpl
εplr
˙
(3.6)
Eine Übersicht und Bewertung weiterer empirisch-mathematischer Modelle sowie
physikalisch basierender Modelle ist [69] zu entnehmen. Die Fließkurven der Aluminium-
Knetlegierungen für die numerische Simulation und die analytischen Betrachtungen
wurden mit den Ansätzen nach Ludwik (Gleichung 3.3) und Voce (Gleichung 3.6)
aus den Daten der Zugversuche abgeleitet. In Abbildung 3.8 sind die Fließkurven kf pplq
der Knetlegierung EN AW-6082-T6 für die Blechdicken tB “ 4, 5, 8 und 15 mm bei
Raumtemperatur dargestellt.
Auffällig ist dabei die Verfestigung des 4 und 5 mm dicken Bleches nach dem Lud-
wik-Ansatz, was auf eine Vorverfestigung durch die Herstellung hindeutet. Zur bes-
seren Nachvollziehbarkeit werden die gleichen Farben zur Kennzeichnung der Alumi-
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niumbleche bei den Untersuchungen zum Füge- und zum Lösevorgang sowie den Un-
tersuchungen zur Torsionsmomentübertragung verwendet.
Abbildung 3.9 zeigt die Fließkurven kf pplq der verwendeten Aluminiumbleche mit
einer Dicke von 15 mm aus EN AW-5083, EN AW-6060-T66, EN AW-6082-T6 und
EN AW-7075-T651. Die unterschiedlichen Fließkurvenansätze werden im Rahmen der
analytischen Betrachtungen näher erläutert.
Abbildung 3.8: Fließkurven kf pplq der verwendeten Aluminiumbleche aus EN AW-
6082-T6
3.1.2.2 Reibwertermittlungen
Der Reibwert ist eine Systemeigenschaft und beeinflusst sowohl den Füge- und Lösevor-
gang als auch die Axialkraftübertragung. Da für die numerischen Untersuchungen und
die analytischen Betrachtungen die Kenntnis der Haft- und Gleitreibwerte erforderlich
ist, wurden diese für die Werkstoffpaarung 100Cr6 gehärtet gegen EN AW-6082-T6
im Laborversuch (Stirnpressverbindung) ermittelt. Wie institutsinterne Reibwertver-
suche von Stahl-Aluminium-Paarungen zeigen, neigen diese nach Überschreiten der
Haftgrenze µh zu Adhäsion und der Gleitreibwert µg steigt dabei weiter an, siehe auch
[75], [76].
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Abbildung 3.9: Fließkurven kf pplq der verwendeten Aluminiumbleche mit einer Blech-
dicke von tB “ 15 mm aus EN AW-5083, EN AW-6060-T66, EN AW-
6082-T6 und EN AW-7075-T651
Aufgrund des formenden beziehungsweise schneidenden Fügevorganges variiert der
Fugendruck und somit der Reibwert in der Verbindung. Um für die numerische Si-
mulation und die analytischen Betrachtungen die zwei unterschiedlichen Fügevorgän-
ge zu berücksichtigen, wurden die Haft- und Gleitreibwerte fugendruckabhängig in je
drei Versuchen mit p “ 50, 150 und 300 N{mm2 ermittelt. Die Vorgehensweise des
Laborversuchs sowie das standardisierte Prüfverfahren zur Ermittlung der Reibwerte
(quasistatischer Versuch) sind in [76] und [77] ausführlich beschrieben. Abbildung 3.10
zeigt beispielhaft die Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve zur Ermittlung der Reib-
werte für einen Fugendruck von p “ 300 N{mm2. Das Torsionsmoment T ist dabei auf
das Moment Tµh bei einem Verdrehwinkel φT “ 0, 1˝ bezogen.
Der Reibwert bei einem Verdrehwinkel von φT “ 0, 1˝ entspricht dabei gemäß Defi-
nition dem bekannten Haftreibwert µh. Er kennzeichnet den Übergang zwischen Haften
und Gleiten [76]. Aus dem Verlauf der Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve wird er-
sichtlich, dass der Gleitreibwert µg aufgrund der Adhäsion um ca. 20 bis 50% über
dem Haftreibwert liegt. Die Reibwertcharakteristik verdeutlicht die Adhäsionsneigung
dieser Werkstoffpaarung [75]. Nach Überschreiten der Haftgrenze steigt der Gleitreib-
wert um ca. 25% an. In Abhängigkeit des Fugendruckes stellt sich ein Gleitreibwert
von 0, 3 ď µg ď 0, 35 ein, was aus Abbildung 3.11 ersichtlich wird.
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Abbildung 3.10: Normierte Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve zur Ermittlung des
Haft- und Gleitreibwertes der Werkstoffpaarung 100Cr6 gehärtet ge-
gen EN AW-6082-T6 mit p “ 300 N{mm2; trocken
Abbildung 3.11: Haft- und Gleitreibwerte der Werkstoffpaarung 100Cr6 gehärtet gegen
EN AW-6082-T6 in Abhängigkeit der Flächenpressung; trocken
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3.1.2.3 Herstellung der gerändelten Wellen
Im ursprünglichen Sinne sind die nach DIN 82 [41] genormten Rändel nicht für den
Einsatz als WNV vorgesehen. Häufig werden gerändelte Oberflächen beispielsweise an
Werkzeuggriffen, Stellschrauben von Messgeräten oder Schraubenköpfen zur besseren
Haptik verwendet. Dabei spielt der Enddurchmesser, hier der Wellendurchmesser DaI ,
die Rändelteilung t oder der Profilöffnungswinkel α nach der Bearbeitung zwangsläu-
fig eine untergeordnete Rolle. Neben der Haptik steht dabei die einfache Herstellung
der gerändelten Oberflächen im Fokus. Zur Herstellung der Rändelung wird vielmals
das Rändelformen mit Hilfe eines Rändelrades nach DIN 403 [42] angewendet, Abbil-
dung 3.12. Dabei wird der Werkstoff durch die Zustellbewegung des Rändelrades in
radialer und tangentialer Richtung plastisch verformt. Bei dieser Umformung vergrö-
ßert sich der ursprüngliche Durchmesser der Welle rändelformabhängig um ca. 0, 32 bis
0, 5 ¨ t [3], [41].
Abbildung 3.12: Benennung und Darstellung sowie Herstellungsmöglichkeiten gerän-
delter Wellen (RAA) mit Rändelrädern nach DIN 403 [41]
Gemäß [3] sind folgende Parameter für die Durchmesservergrößerung maßgeblich:
• Werkstoff der Welle
• Walzkraft
• Herstellungsverfahren - Rändelrad oder Rändelbacken
• Rändelteilung t
• Profilöffnungswinkel α
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• Rundungshalbmesser im Zahnfuß
• Rändelhöhe im Werkzeug
Des Weiteren zeigten die Untersuchungen von Thomas in [3], dass die Kornverfor-
mungen im Rändel auf eine Kaltverfestigung zurückzuführen sind. Für den verwendeten
C35 wurde eine um ca. 30% erhöhte Streckgrenze ermittelt.
Neben dem Rändelformen ist auch das Rändelfräsen mit Rändelrädern nach DIN 403
[42] möglich. Dieses Verfahren wurde von Bader in [5] angewendet und ausführlich
beschrieben. Die Rändel der hier untersuchten Wellen wurden wie folgt hergestellt:
• umformend - mittels Rändelrad
• schneidend - mittels Fräsen
• umformend - mittels rekursivem Axialformen
Die Vorversuche der Wellen mit DaI “ 15 mm zeigten, dass das formende Herstel-
lungsverfahren zur Erzeugung der Rändel mit Hilfe des Rändelrades nach DIN 403 [42]
nicht zum Ziel führt, weil die bei den WNV notwendigen Anforderungen, wie beispiels-
weise Maßhaltigkeit, Genauigkeit sowie Reproduzierbarkeit nicht entsprochen werden
konnte. Wie in [5] beschrieben, wich der Nenndurchmesser DaI um 7% und die Rän-
delanzahl z um ˘5 Rändel ab. Darüber hinaus war beim Rändeln der Stahlwellen die
Beanspruchung und Abnutzung des Rändelrades infolge der hohen Zugfestigkeit des
verwendeten 100Cr6 von Rm ą 600 N{mm2 zu berücksichtigen. In Abbildung 3.13
sind die Werkzeuge zur Herstellung der Rändelung abgebildet.
(a) Rändelrad nach
DIN 403 [42]
(b) Fräsen im Einzelteilverfah-
ren
(c) Matrize zum rekursiven
Axialformen der Felss
Systems GmbH
Abbildung 3.13: Angewendete Verfahren für die Rändelung der Wellen
Um die Abweichungen zu vermeiden, wurden die Wellen mit dem Wellendurchmesser
von DaI “ 15 mm für die Hauptversuche im Einzelteilverfahren schneidend gefertigt,
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siehe Abbildung 3.13 (b). Die Teilung betrug 0, 8 mm und der Profilöffnungswinkel
90˝. Im Unterschied zu den formend hergestellten Wellen waren diese maßhaltiger und
wiesen eine identische Rändelanzahl auf. Abbildung F.1 auf Seite 157 im Anhang zeigt
die schneidend gefertigten Wellen mit DaI “ 15 mm.
Die Wellen der Hauptversuche mit DaI “ 30 mm wurden mittels dem rekursiven
Axialformen bei der Felss Systems GmbH hergestellt. Beim rekursiven Axialformen
wird die Verzahnung mit kleinen, wiederkehrenden Vorwärts- und Rückwärtsbewegun-
gen durch eine verzahnte Matrize von außen in die Welle eingebracht. Die wirksamen
Verformungskräfte sind dadurch minimiert und es kommt bei dünnwandigen oder aus-
gedünnten Wellen nicht zu Stauchungen [78]. Das Verfahren ähnelt sowohl im Prozess
als auch im Ergebnis stark dem Rundkneten. Im rechten Teilbild von Abbildung 3.13
ist die Matrize dargestellt. Je nach Umformgrad der eingebrachten Verzahnung kommt
es zur Verfestigung und zur Tragfähigkeitssteigerung der Verzahnung [79]. Damit der
Werkstoff in die Riefen der Matrize fließen konnte und der Ausfüllgrad 100% betrug,
wurde in Abstimmung mit der Felss Systems GmbH ein Profilöffnungswinkel der Rändel
von α “ 101˝ festgelegt. Durch die Vergrößerung des Profilöffnungswinkel von 90˝ auf
101˝ nahm die Rändelhöhe hR ab. Die Teilung der gerändelten Wellen betrug 1, 0 mm.
Die mittels rekursivem Axialformen hergestellten Wellen wiesen ab einem Fasenwinkel
von ϕ “ 45˝ eine zusätzliche herstellungsbedingte Fase ϕ˚ am Beginn der Wellen auf,
siehe Abbildung 3.14.
(a) Fasenwinkel der Welle ϕ und ϕ˚ bei axial-
geformten Wellen mit DaI “ 30 mm und
ϕ ě 45˝
(b) Messprotokoll des Hüllkreises der
Welle mit DaI “ 15 mm vor dem
Versuch
Abbildung 3.14: Fasenwinkel und Messprotokoll einer gerändelten Welle
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Die Wellen mit ϕ “ 90˝ wurden daraufhin nachträglich in der Länge gekürzt. Bei
den Wellen mit ϕ “ 45˝ war dies nicht möglich. Nach dem Rändeln wurden die Wellen
auf ca. 750 HV 1 gehärtet und anschließend einem Reinigungsstrahlen (Feinstrahlen)
unterzogen. Die Rauheitsmessungen im Zahnkopfbereich der Wellen vor dem Versuch
ergaben eine gemittelte Rauhtiefe von RzI “ 2 bis 7 µm. In Tabelle 3.5 sind die
drei angewandten Verfahren zur Rändelung der Wellen mit den jeweiligen Vor- und
Nachteilen einander gegenübergestellt.
Tabelle 3.5: Bewertung der Verfahren zur Rändelung der Wellen
Rändelrad nach Fräsen im Rekursives Axialformen
DIN 403 [42] Einzelteilverfahren der Felss Systems GmbH
Vorteile
• kostengünstig • Welle maßhaltig • Welle maßhaltig
• Rändelung mit Verfes- • keine Teilungsfehler • keine Teilungsfehler
tigung • hohe Verzahnungs- • Rändelung mit Verfes-
qualität tigung
• hohe Verzahnungs-
qualität
Nachteile
• Welle nicht maßhaltig • zeitintensiv • teure Matrize
• Teilungsfehler • Werkzeugverschleiß • nicht für Einzelteile
• Werkzeugverschleiß geeignet
3.1.2.4 Geometrievermessung
Um das Verformungsverhalten sowie die begleitenden numerischen Untersuchungen
beziehungsweise die analytischen Betrachtungen zu validieren, war die systematische
Vermessung der Wellen und Naben vor und nach den Versuchen erforderlich. Die Wel-
len und Naben wurden am Institut für Fertigungsmesstechnik und Qualitätssicherung
(IFMQ) der TU Chemnitz mit 3D-Messmaschinen (Zeiss DuraMax, Mahr MFU 100)
vermessen und protokolliert. Zur Ermittlung des Paarungsmaßes der RPV wurde der
Hüllkreis der gerändelten Welle und der Pferchkreis der glatten Nabe ermittelt. In Ab-
bildung 3.14 rechts ist beispielhaft das Messprotokoll (Hüllkreis) einer gehärteten und
gerändelten Stahlwelle mit DaI “ 15 mm vor dem Versuch dargestellt. Sowohl nicht
gehärtete als auch gehärtete Wellen wiesen bei der Geometrievermessung nach den Ein-
und den Auspressversuchen keine plastischen Verformungen (Hüllkreis) auf.
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3.1.3 Prüfstände
Die Ein- und die Auspressversuche sowie die statischen und die dynamischen Torsions-
versuche wurden auf Prüfständen des Instituts für Konstruktions- und Antriebstechnik
(IKAT) an der TU Chemnitz durchgeführt. Die grundlegenden technischen Einzelhei-
ten der verwendeten Prüfstände sind nachfolgend zusammengefasst.
3.1.3.1 Prüfstand für Ein- und Auspressversuche
Die Versuche zum Füge- und zum Lösevorgang der RPV wurden auf zwei hydraulischen
Pulsatorprüfständen am IKAT durchgeführt. Die Variante mit dem Wellendurchmesser
von DaI “ 15 mm wurde auf dem hydraulischen Pulsator 100 mit einer maximalen
statischen Axialkraft von ˘80 kN sowie einem maximalen Verfahrweg von ˘50 mm
weggesteuert gefügt. Die Variante mit dem Wellendurchmesser DaI “ 30 mm wurde
aufgrund des erhöhten Fügekraftbedarfs auf dem hydraulischen Pulsator 250 ebenfalls
weggesteuert gefügt. Dieser weist eine maximale statische Axialkraft von ˘250 kN so-
wie einen maximalen Verfahrweg von ˘50 mm auf. Während der Versuche wurde die
Fügekraft Ff und die Lösekraft Fl sowie der dazugehörige Aufschubweg a permanent
aufgezeichnet. Die Füge- und die Lösekräfte wurden indirekt mittels einer installierten
100 kN beziehungsweise 250 kN Kraftmessdose und der Weg mit einem integrier-
ten Wegmesssystem der Pulsatoren gemessen und aufgezeichnet. Wie bereits erwähnt,
wurden die RPV mit einer speziell konstruierten Vorrichtung gefügt. Die mehrteilige
Vorrichtung für die zwei Wellendurchmesser war modular aufgebaut und bestand aus
einem Stahl-Unterteil und einem zweiteiligen Oberteil aus Polyoxymethylen (POM)
sowie einem Armierungsring aus Stahl. Das Stahl-Unterteil diente zur Aufnahme und
Positionierung der Aluminiumnaben. Das zweiteilige Oberteil aus POM diente zur Auf-
nahme und Führung der gerändelten Stahlwelle und wurde mit dem Armierungsring
verspannt. Die Verwendung von POM erleichterte die Handhabung. Durch entspre-
chende Passflächen an Ober- und Unterteil wurden beide konzentrisch und rechtwink-
lig zusammengebaut. In Abbildung 3.15 ist ein Ausschnitt des hydraulischen Pulsators
100 mit eingebauter Ein- und Auspressvorrichtung dargestellt.
3.1.3.2 Prüfstand für statische Torsionsversuche
Entsprechend der Ein- und Auspressversuche wurden die statischen Torsionsversuche
last- und größenbedingt auf zwei hydraulischen Drehzylinderprüfständen durchgeführt.
Die statischen Torsionsversuche der RPV mit DaI “ 15 mm wurden auf einem Reib-
wertprüfstand mit speziell konstruierter Aufnahme durchgeführt. Der Reibwertprüf-
stand kann ein maximales statisches Torsionsmoment von ˘2500 Nm bei einem ma-
ximalen Verdrehwinkel von ˘45˝ aufbringen. Darüber hinaus verfügt der Reibwert-
prüfstand über eine Klimakammer um Temperaturversuche von ϑ “ ´30˝C bis 100˝C
durchzuführen. Das Torsionsmoment T wurde dabei mit einer DMS applizierten Tor-
sionsmomentmesswelle und der Verdrehwinkel φT mit Hilfe eines internen sowie eines
externen induktiven Winkelmesssystems gemessen und aufgezeichnet. Abbildung 3.16
zeigt den Reibwertprüfstand mit einer eingebauten RPV und die Aufnahmen für die
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Stahlwellen und Aluminiumnaben im Detail. Der Reibwertprüfstand mit der Klima-
kammer für die Temperaturversuche ist im Anhang in Abbildung C.1 dargestellt.
Einteilige Aufnahme zur Positi-
onierung der Aluminiumnaben  
aus Stahl 
Zweiteiliges Oberteil zur Auf-
nahme und Positionierung der 
Stahlwellen aus POM mit 
Armierungsring   
Zweiteiliger Stempel zum  
Fügen der RPV aus Stahl 
Kraftmessdose 100 kN 
Abbildung 3.15: Hydraulischer Pulsatorprüfstand (Ausschnitt) mit eingebauter Ein-
und Auspressvorrichtung
Die statischen Torsionsversuche mit den RPV der Größe DaI “ 30 mm wurden auf
einem Drehzylinderprüfstand mit einem maximalen statischen Torsionsmoment von
˘8000 Nm sowie einem maximalen Verdrehwinkel von ˘45˝ untersucht. Das Torsions-
moment wurde ebenfalls indirekt mittels einer installierten 8000 Nm Torsionsmoment-
messscheibe und der Verdrehwinkel φT mit einem integrierten Winkelmesssystem des
Prüfstandes gemessen und aufgezeichnet. Zur verdrehsicheren Aufnahme der RPV im
Prüfstand wurden entsprechende Aufnahmen für die Wellen und Naben gefertigt.
3.1.3.3 Prüfstand für dynamische Torsionsversuche
Die dynamischen Torsionsversuche wurden ebenfalls auf dem vorstehend beschriebe-
nen Drehzylinderprüfstand durchgeführt. Um das Ausschlagen der Verbindung, bezie-
hungsweise die Winkeländerung beim Anriss oder den Rissfortschritt untersuchen zu
können, wurde die absolute Verdrehung der Welle dabei zusätzlich mit einem inkre-
mental Magnetsensor gemessen. In Abbildung 3.17 sind der Drehzylinderprüfstand mit
eingebauter Probe sowie die Winkelmessung im Detail abgebildet.
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Aufnahme  
für die  
Stahlwellen  
DMS applizierte 
Drehmoment-
messwelle 
Aufnahme für die  
Aluminiumnaben 
Hydraulischer Drehzylinder  
2500 kN 
Externes induktives 
Winkelmesssystem 
Abbildung 3.16: Reibwertprüfstand mit eingebauter RPV für die Versuche mit DaI “
15mm bei Raumtemperatur sowie den Aufnahmen für die Stahlwellen
und Aluminiumnaben im Detail
Drehmoment-
messscheibe  
8000 Nm 
Inkremental 
Magnetsensor  
Hydraulischer 
Drehzylinder  
8000 Nm 
Ausgleichs-
kupplung RPV 
Abbildung 3.17: Hydraulischer Drehzylinderprüfstand mit eingebauter RPV für die dy-
namischen Torsionsversuche und Detail der Winkelmessung
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3.2 Numerische Untersuchungen
Obwohl die RPV dem Low-Cost-Bereich zuzuordnen ist, übersteigt die Komplexität
die optisch ähnliche ZWV. Maßgeblich dafür ist der bisher völlig undefinierte Füge-
zustand. Das vorrangige Ziel der numerischen Untersuchungen war es, den Füge- und
den Lösevorgang realitätsnah zu simulieren und zu analysieren.
Die numerischen Untersuchungen wurden an der Professur Virtuelle Fertigungstech-
nik an der TU Chemnitz unter der Leitung von Professor Dr.-Ing. habil. Dipl.-Math.
Birgit Awiszus erarbeitet. Die Untersuchungen fanden im Rahmen des DFG-geförderten
Gemeinschaftsprojektes „Simulationsgestützte Auslegung des Fügevorganges und Un-
tersuchung des Übertragungsverhaltens von Welle-Nabe-Verbindungen mit gerändelter
Welle“ [80] statt. Die für die vorliegende Arbeit relevanten Ergebnisse werden im Fol-
genden vorgestellt, siehe auch [81], [82] und [83].
3.2.1 FE-Programm zur Simulation
Für die numerische Simulation wurde das FE-Programm simufact.forming der Simufact
Engineering GmbH in der Version 10.0 verwendet. Das FE-Programm simufact.forming
ist besonders für Berechnungen von Massivumformvorgängen geeignet. Für die Kali-
brierung der FE-Berechnungen zum Fügevorgang dienten die Ergebnisse der expe-
rimentellen Untersuchungen. Die Geometriedaten der RPV wurden mit dem CAD-
Programm CATIA V5 in der Version 5.19 der Firma Dassault Systems erstellt und
anschließend über die universelle Schnittstelle IGES importiert.
Die Grundlagen der FEA sind unter anderem in [84] und [85] erläutert. Die grund-
legende Vorgehensweise einer Finite-Elemente-Analyse (FEA) stellt sich wie folgt dar:
• Preprocessing (Modellbildung)
• Solving (Berechnung)
• Postprocessing (Ergebnisdarstellung)
3.2.2 Modellaufbau zur Simulation des Füge- und
Lösevorganges
Die Geometrie sowie die Randbedingungen des FE-Modells für die Simulation des Füge-
und des Lösevorganges sind in Abbildung 3.18 dargestellt. Die Geometrie entspricht
dabei jener der experimentellen Untersuchungen und ist so gewählt, dass zwischen dem
Bereich der Pressfuge der RPV und der Einspannung der Welle ein Abstand von min-
destens 1 ¨ DaI vorliegt. Dadurch ist sichergestellt, dass der De Saint Venantsche
Einflussbereich verlassen wird. Die Kinematik des Füge- und des Lösevorganges ent-
spricht dem der experimentellen Untersuchungen. Die Welle ist am großen Durchmesser
fest eingespannt und die Nabe wird in axialer Richtung weggesteuert aufgeschoben.
Aufgrund der Geometrievermessungen demontierter Wellen, bei denen lediglich ver-
nachlässigbare Verformungen festzustellen waren, wurde die Stahlwelle für die FE-
Simulation als starres Werkzeug mit analytischen Oberflächen beschrieben. Für die
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Vernetzung der Nabe wurden Hexaeder-Elemente Typ 7 verwendet. Da aufgrund der
sehr kleinen Rändelung (Rändelhöhe hR “ 0, 4 mm) die Umformzone sehr fein zu ver-
netzen ist, wurde gemäß Abbildung 3.18 links ein symmetrisches Segment der Gesamt-
verbindung modelliert. Dies ermöglichte die Analyse des Füge- und des Lösevorganges
innerhalb akzeptabler Rechenzeiten. Die Rechenzeit bei einer RPV mit ϕ “ 5˝ betrug
ca. 20 bis 30 h. Für eine vergleichbare Verbindung mit ϕ “ 90˝ betrug die Rechenzeit
ca. 15 h.
(a) Symmetrisches Segment der RPV für die
Simulation
(b) Randbedingungen der RPV für die Si-
mulation
Abbildung 3.18: FE-Modell und Randbedingungen für die Simulation des Fügevorgan-
ges [83]
Die Diskretisierung der Nabe wurde, wie beispielsweise in [81] und [86] beschrieben,
unter Anwendung von Mesh-Boxen realisiert. So war es möglich die weniger relevanten
Außenbereiche der Nabe mit einer größeren Kantenlänge als die Umformzone zu ver-
netzen. Als Standardkantenlänge wurden 0, 3 mm definiert und für die Umformzone
eine Verfeinerung auf 0, 0375 mm, was einer Verfeinerungsstufe von 23 entspricht, vor-
genommen. Für die FE-Simulation wurden die experimentell ermittelten Gleitreibwerte
der Laborversuche verwendet, siehe Abbildung 3.11. Die Validierung des FE-Modells
sowie die Simulationsergebnisse aus [80], [82] und [83] werden in Kapitel 4 erläutert.
3.3 Analytische Betrachtungen
Ziel der analytischen Betrachtungen war es, für die industrielle Praxis einfach handhab-
bare Gleichungen zur Auslegung von Stahl-Aluminium-RPV bereitzustellen. Um den
globalen Spannungszustand sowie die Füge- und die Lösekraft und das übertragbare
Torsionsmoment analytisch zu berechnen, sind geeignete mathematische, mechanische
und geometrische Annahmen zu treffen. Weiterhin sollten die Modelle für unterschied-
liche Fügevorgänge Gültigkeit besitzen.
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Die analytischen Betrachtungen gliedern sich in die Berechnung der Füge- und der
Lösekraft sowie in die Berechnung des übertragbaren Torsionsmomentes. Die Betrach-
tungen zum Füge- und zum Lösevorgang wurden im Rahmen des DFG-geförderten
Gemeinschaftsprojektes von den Professuren Konstruktionslehre und Virtuelle Ferti-
gungstechnik erarbeitet. Weitere Hinweise sind [81], [82] und [83] zu entnehmen.
Für die Berechnung des übertragbaren Torsionsmomentes wurde in Anlehnung an
die Berechnung der Kerbzahnverbindung ein analytischer Berechnungsansatz abgelei-
tet. Der Berechnungsansatz beinhaltet und verbindet die geometrischen und werkstoff-
technischen Einflussparameter und wird in Kapitel 5 vorgestellt.
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4 Untersuchungen zum Füge- und
zum Lösevorgang
In diesem Kapitel werden die Untersuchungsergebnisse zum Füge- und zum Lösevor-
gang vorgestellt. Dabei werden zunächst die relevanten geometrischen Parameter für
die Fügekräfte und das Verformungsverhalten anhand der experimentellen Untersu-
chungsergebnisse beleuchtet. Mit Hilfe der FEM wird anschließend der Fügevorgang
selbst näher erläutert und die wesentlichen Unterschiede zwischen einem formenden
und einem schneidenden Fügevorgang aufgezeigt. Abschließend werden aus den analy-
tischen Betrachtungen die Gleichungen zur Ermittlung der Füge- und der Lösekräfte
abgeleitet.
4.1 Experimentelle Untersuchungen zum Füge- und
zum Lösevorgang
Mit Hilfe der Ein- und Auspressversuche wurde der bisher völlig undefinierte und unzu-
reichend untersuchte Zustand nach dem Längseinpressen analysiert. Ziel dieser Unter-
suchungen war es, den Fügezustand zu analysieren und hinsichtlich einer gesteigerten
Axialkraft- und Torsionsmomentübertragung zu optimieren und die entscheidenden
Parameter zu quantifizieren.
Von entscheidender Bedeutung für das Betriebsverhalten einer reibformschlüssigen
RPV ist der Fügevorgang. Dieser wird in erster Linie vom Fasenwinkel der Welle ϕ sowie
der Verformbarkeit beziehungsweise Zerspanbarkeit des Nabenwerkstoffes geprägt. Es
gibt hierbei zwei Möglichkeiten:
• Formen
• Schneiden
In den nachfolgenden Abschnitten werden diese beiden grundsätzlichen Arten des
Fügevorganges sowie die dafür maßgeblichen geometrischen, werkstofftechnischen und
tribologischen Parameter erläutert.
4.1.1 Einflussanalyse der Fügekräfte und der Verformungen
Aus den Untersuchungen von Thomas [3], Bader [5], Coban et. al. [6] und Kit-
amura et. al. [55] können die geometrischen, werkstofftechnischen und tribologischen
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Parameter, welche den formenden beziehungsweise den schneidenden Fügevorgang ent-
scheidend mitgestalten, abgeleitet werden:
• Fasenwinkel der Welle ϕ
• geometrisches Übermaß Ugeo
• Rändelteilung t
• Länge der Fuge lF
• Durchmesserverhältnis der Nabe QA
• Festigkeit und Härte des Wellenwerkstoffes
• Verformbarkeit und Zerspanbarkeit des Nabenwerkstoffes
• Reibwert µ
Aufgrund der Klassifizierung von Formen und Schneiden infolge des Fasenwinkels ϕ,
wurde für die grafische Darstellung der Ergebnisse der Fasenwinkel der Welle als Unter-
scheidungsmerkmal gewählt. Für die experimentellen Ergebnisse in den nachfolgenden
Diagrammen wurden daher die Fasenwinkel von ϕ “ 5˝ mit dem Symbol 3, ϕ “ 15˝
mit dem Symbol l, ϕ “ 45˝ mit dem Symbol 4 und ϕ “ 90˝ mit dem Symbol ˝ ge-
kennzeichnet. Darüber hinaus wurden die jeweils verwendeten Aluminiumbleche analog
zu Abbildung 3.8 und Abbildung 3.9 farbig gekennzeichnet.
4.1.1.1 Fasenwinkel der Welle
In Abhängigkeit des Fasenwinkels der Welle ϕ wird der Nabenwerkstoff beim Längs-
einpressen der Welle in die Nabe umgeformt oder herausgeschnitten.
Bei einem Fasenwinkel der Welle von 5˝ ď ϕ ď 15˝ findet ein rein formender Füge-
vorgang statt, siehe hierzu auch Abbildung 3.4 auf Seite 32. Da die Rändelgeometrie der
Welle infolge des Längseinpressens nahezu spanlos in der weichen Aluminiumnabe ab-
gebildet wird, sind die Verformungen nichtlinear und die Nabe wird elastisch-plastisch
beansprucht. Die radiale und tangentiale Verschiebung des Nabenwerkstoffes führt zu
einem hohen Fugendruck und zu einer Werkstoffverfestigung. Die Welle, welche dabei
als Werkzeug dient, sorgt dafür, dass der Traganteil 100% beträgt. Im Vergleich zur
ZWV und Kerbzahnverbindung ist dies als Vorteil zu sehen, weil bei diesen WNV auf-
grund der getrennten Herstellung von Welle und Nabe Teilungsfehler entstehen [29].
Wie Abbildung 4.1 anhand des normierten Fügekraftverlaufes einer formend gefügten
RPV zeigt, ist der flache und stetige Anstieg der Fügekraft Ff durch den Fasenwin-
kel der Welle von ϕ “ 5˝ begründet. Die Fügekraft Ff ist dabei auf die maximale
Fügekraft Ff,max bezogen. Die großen Fügekräfte entstehen aus der Umformung des
Nabenwerkstoffes. Die Fügekraft beim formenden Fügevorgang setzt sich aus dem An-
teil der Formänderungs- und der Reibkraft zusammen.
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Abbildung 4.1: Normierter Fügekraftverlauf einer formend gefügten RPV mit
DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝, Ugeo “ 1{2 t, lF {DaI “ 0, 33 und Naben-
werkstoff EN AW-6082-T6
Bei einem Fasenwinkel der Welle von 15˝ ď ϕ ď 60˝ liegt eine Kombination des
formenden und des schneidenden Fügevorganges vor. Der Nabenwerkstoff wird dabei
durch das Längseinpressen sowohl umgeformt, als auch herausgeschnitten. Der Füge-
kraftbedarf liegt infolge der Schneidgeometrie zwischen der rein formend und der rein
schneidend gefügten Stahl-Aluminium-RPV.
Bei einem Fasenwinkel der Welle von ϕ ą 60˝ liegt ein vorwiegend schneidender
Fügevorgang vor. Der Nabenwerkstoff wird dabei im Bereich der Rändel axial her-
ausgeschnitten. Für den rein schneidenden Fügevorgang wurde ein Fasenwinkel von
ϕ “ 90˝ gewählt. Der Grund hierfür ist die bereits von Bader experimentell unter-
suchte Geometrie mit einem Fasenwinkel von 100˝ sowie die einfachere Fertigung der
Wellen. Im Vergleich zum formenden Fügevorgang ist der Gradient der Fügekraft beim
Beginn des schneidenden Fügevorgang aufgrund des Herausschneidens des Nabenwerk-
stoffes größer. Nach dem Beginn des Herausschneidens setzt sich der Fügekraftbedarf
im Wesentlichen aus der Zerspanungs-, der Reib- und der Passivkraft zusammen. Die
Passivkraft wirkt dabei in radialer Richtung und führt neben einer Aufweitung der Na-
be zu einem geringen Fugendruck, vergleiche hierzu auch [5]. Abbildung 4.2 zeigt den
normierten Fügekraftverlauf für eine schneidend gefügte RPV während des Längsein-
pressens. Die Fügekraft Ff ist dabei auf die maximale Fügekraft Ff,max bezogen. Der
rein schneidende Fügevorgang hat den Vorteil eines geringen Fügekraftbedarfs sowie
einer geringen Aufweitung der Nabe.
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Abbildung 4.2: Normierter Fügekraftverlauf einer schneidend gefügten RPV mit
DaI “ 15 mm, ϕ “ 90˝, Ugeo “ 3{3 t, lF {DaI “ 0, 53 und Naben-
werkstoff EN AW-6082-T6
4.1.1.2 Geometrisches Übermaß
In Abbildung 4.3 sind die experimentell ermittelten Fügekräfte bei Variation des geo-
metrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge lF für formend gefügte RPV mit
ϕ “ 5˝ und einem Wellendurchmesser von DaI “ 15 mm abgebildet.
Hierbei zeigt sich die bereits erwartete lineare Abhängigkeit von Ugeo und lF auf
die maximale Fügekraft. Für die formend gefügten RPV mit einem Fasenwinkel von
ϕ “ 15˝ sowie die formend-schneidend (ϕ “ 45˝) und vorwiegend schneidend (ϕ ą 60˝)
gefügten RPV besteht ebenfalls ein linearer Zusammenhang zwischen Ugeo und der ma-
ximalen Fügekraft. Angesichts der sich vergrößernden überdeckten Rändelstirnfläche
ASR bei Zunahme des geometrischen Übermaßes, siehe hierzu Abbildung 4.4, steigt
die Fügekraft schneidend gefügter RPV analog zum geometrischen Übermaß linear an.
Abbildung 4.5 zeigt den Einfluss des geometrischen Übermaßes und der Länge der Fu-
ge auf die maximale Fügekraft für schneidend gefügte RPV mit ϕ “ 90˝ und einem
Wellendurchmesser von DaI “ 15 mm.
Die Diagramme Abbildung D.1 und Abbildung D.2 im Anhang zeigen für die RPV
mit ϕ “ 15˝ und ϕ “ 45˝ ebenso den Einfluss des geometrischen Übermaßes und der
Länge der Fuge auf die maximale Fügekraft.
Bei einem Profilöffnungswinkel von α “ 90˝ sind die Rändel der Welle bei einem
geometrischen Übermaß von Ugeo “ 3{3 t theoretisch zu 100% ausgefüllt. Übersteigt
das geometrische Übermaß den Wert von 3{3 t nimmt die Fügekraft weiter zu. Die volle
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Abbildung 4.3: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge lF
auf die Fügekraft Ff,max formend gefügter RPV mit DaI “ 15 mm und
ϕ “ 5˝
Abbildung 4.4: Rändelung im Detail mit Rändelstirnfläche ASR, Profilöffnungswinkel
α und Rändelteilung t
Stirnfläche der Welle muss dabei den Nabenwerkstoff herausschneiden oder verdrängen.
Die Zunahme des Übermaßes bewirkt somit keine weitere Steigerung der Übertragungs-
fähigkeit, sondern vergrößert lediglich die maximale Fügekraft. Für gerändelte Wellen
mit einem Profilöffnungswinkel von α ą 90˝ ist das maximale Übermaß bereits bei
Ugeo ď 3{3 t erreicht, da die Rändelhöhe hR abnimmt. Dieser Zusammenhang ist in
Abbildung 4.6 (a) für drei Profilöffnungswinkel α und in Abhängigkeit der Rändeltei-
lung t dargestellt. Für gerändelte Wellen mit einem Profilöffnungswinkel von 90˝ kann
das maximale Übermaß von 3{3 t optimal ausgenutzt werden. Wie Abbildung 4.6 (a)
zeigt, entspricht 3{3 t “ 100%. In Abbildung 4.6 (b) ist die abnehmende Rändelhöhe
hR für eine Teilung von t “ 1 mm dargestellt.
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Abbildung 4.5: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge lF
auf die Fügekraft Ff,max schneidend gefügter RPV mit DaI “ 15 mm
und ϕ “ 90˝
Überstieg das geometrische Übermaß den Wert von Ugeo ě 2{3 t, kam es bei den
Verbindungen der 5000er und 6000er Knetlegierungen und einem Fasenwinkel der Welle
von 5˝ ď ϕ ď 15˝ neben der Werkstoffverfestigung zu einer geringen Spanbildung
und einem „Fließen“ des Werkstoffes in Fügerichtung. Bei den Verbindungen mit der
hochfesten Knetlegierung EN AW-7075-T651 war ein „Fließen“ des Nabenwerkstoffes
in axialer Richtung nicht festzustellen.
4.1.1.3 Rändelteilung
Wie aus Tabelle 3.1 auf Seite 33 zu entnehmen ist, wurde die Rändelteilung t für den
jeweiligen Wellendurchmesser konstant gehalten; die Wellen mit DaI “ 15 mm wur-
den mit einer Teilung von 0, 8 mm und die DaI “ 30 mm Wellen mit einer Teilung
von 1, 0 mm gefertigt. Da sich die Rändelstirnfläche mit zunehmender Rändelteilung
vergrößert, steigt auch der Fügekraftbedarf. In Abbildung 4.6 (c) ist dieser Zusammen-
hang für die Rändelstirnfläche ASR,DaI von den zwei untersuchten Wellendurchmessern
dargestellt. Die Rändelstirnfläche ASR,DaI ist dabei die Summe aller einzelnen Rän-
delstirnflächen der jeweiligen Welle. Die experimentellen Untersuchungen mit verschie-
denen Rändelteilungen wurden von Bader in [5] durchgeführt und bestätigen dies.
Bader wertete dafür die maximale Kraft am Anschnitt aus. Die Ergebnisse dieser
Untersuchungen an Wellen mit dnenn “ 19 mm und einer Rändelteilung von 0, 5 sowie
1, 0 und 1, 5 mm sind im Anhang in Abbildung E.1 dargestellt und zeigen die Zunahme
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(a) Einfluss des Profilöffnungswinkels α auf die Überdeckung
einer einzelnen Rändelstirnfläche ASR
(b) Einfluss des Profilöffnungswinkels α auf die Rändelhö-
he hR am Beispiel einer Welle mit DaI “ 30 mm und
der Teilung t “ 1 mm
(c) Einfluss der Rändelteilung t auf die komplette Rändelstirn-
fläche ASR,DaI für die Wellen mit Nenndurchmesser
DaI “ 15 mm und DaI “ 30 mm
Abbildung 4.6: Einfluss des Profilöffnungswinkels α und der Rändelteilung auf die Rän-
delstirnfläche ASR,DaI und die Rändelhöhe hR
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der Fügekraft mit Vergrößerung der Rändelteilung.
Darüber hinaus verändert die Rändelteilung auch die Rändelhöhe hR, was indirekt
aus der Rändelstirnfläche ASR bereits hervorgeht. Abbildung E.2 im Anhang zeigt die
Rändelhöhe für drei Profilöffnungswinkel und verschiedene Rändelteilungen.
4.1.1.4 Länge der Fuge
Mit Zunahme der Länge der Fuge lF steigt sowohl für die formend als auch für die
schneidend gefügten RPV der Kraftbedarf beim Längseinpressen an, siehe Abbildung 4.3
und Abbildung 4.5 sowie Abbildung D.1 und Abbildung D.2 im Anhang. Der propor-
tionale Zusammenhang zwischen der maximalen Fügekraft und der Länge der Fuge
wird dabei deutlich. Der zunehmende Fügekraftbedarf resultiert aus der Überwindung
der Gleitreibung bei zunehmender Fügelänge der Verbindung. Wie bereits erwähnt,
kam es bei der formend gefügten RPV mit Ugeo ě 2{3 t zum „Fließen“ des Werkstoffes
in axialer Richtung. Das „Fließen“ prägt sich mit zunehmendem lF {DaI weiter aus. In
Abbildung 4.7 ist dies qualitativ für drei verschiedene Nabenlängenverhältnisse darge-
stellt. Aufgrund der fehlenden radialen und tangentialen Stützwirkung des verformten
Nabenwerkstoffes am Ende der Fuge, trägt die Zunahme von lF nicht zur Steigerung
des übertragbaren Torsionsmomentes bei.
Abbildung 4.7: „Fließen“ des Nabenwerkstoffes in Fügerichtung für unterschiedliche
Nabenlängenverhältnisse bei formend (ϕ “ 5˝) gefügten RPV; qua-
litativ
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4.1.1.5 Durchmesserverhältnis der Nabe
Für die RPV mit dem Wellendurchmesser von DaI “ 15 mm wurden die Durchmesser-
verhältnisse der Nabe von QA “ 0, 5 und 0, 16 untersucht. Die Durchmesserverhält-
nisse der Nabe für die RPV mit einem Wellendurchmesser von DaI “ 30 mm betrugen
QA “ 0, 5 und 0, 32. Das Durchmesserverhältnis der experimentell untersuchten RPV
lag damit im Bereich dickwandiger Naben.
Abbildung 4.8 zeigt die experimentell ermittelten maximalen Fügekräfte für formend
(ϕ “ 5˝) und schneidend (ϕ “ 90˝) gefügte RPV mit DaI “ 15 mm bei Variation von
QA und den beiden Nabenlängenverhältnissen lF {DaI “ 0, 33 und 0, 53.
Abbildung 4.8: Einfluss des Durchmesserverhältnisses der Nabe QA auf die maximale
Fügekraft für formend (ϕ “ 5˝) und schneidend (ϕ “ 90˝) gefügte RPV
mit DaI “ 15 mm
Aus Abbildung 4.8 wird der Einfluss von QA auf die maximale Fügekraft bei einer
RPV mit DaI “ 15 mm ersichtlich. Infolge der größeren radialen Steifigkeit bei Ver-
kleinerung von QA erhöhte sich die Fügekraft bei einem formenden Fügevorgang. Die
größere radiale Steifigkeit der Nabe mit QA “ 0, 16 im Vergleich zu QA “ 0, 5 bewirkte
eine Zunahme der Fügekraft um bis zu 50% für formend gefügte RPV. Wie die nach-
folgenden numerischen Untersuchungen zeigen, resultiert aus der steiferen Nabe eine
bessere Formfüllung beim formenden Fügevorgang, vergleiche hierzu auch [55], [56].
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Bei einem schneidenden Fügevorgang können die Unterschiede der Fügekraft bei Va-
riation des Durchmesserverhältnisses der Nabe vernachlässigt werden, vergleiche auch
[5]. Das Herausschneiden des Nabenwerkstoffes ist im Wesentlichen unabhängig von
QA.
4.1.1.6 Festigkeit und Härte des Wellenwerkstoffes
Wie bereits von Thomas in [3] beschrieben, soll die gerändelte Welle eine größere
Festigkeit als die Nabe besitzen. Andernfalls kommt es beim Längseinpressen zu Ver-
formungen der Rändel und es kann sich keine vollständige Gegenverzahnung in der
Nabe ausbilden. Für die selbstschneidende RV gab Bader in [5] ein notwendiges Här-
teverhältnis von Welle : Nabe von mindestens 1, 8 : 1 an. Ist das Verhältnis kleiner, ist
die sogenannte Schneidhaltigkeit nicht bis zum Ende des Fügevorganges gegeben [5].
Für den rein formenden beziehungsweise rein schneidenden Fügevorgang einer Stahl-
Aluminium-RPV ist ein Härteverhältnis von Welle : Nabe von 2, 5 : 1 qualitativ aus-
reichend. Zur Bewertung der Verformungen der Welle wurden diese nach der Sitzzeit
von 24 h demontiert und anschließend am IFMQ der TU Chemnitz erneut vermessen.
Sowohl die nicht gehärteten als auch die gehärteten demontierten Wellen aus 100Cr6
wiesen bei der Geometrievermessung keine bedeutsamen Verformungen (Hüllkreis) auf.
Im gefügten Zustand sind die Verformungen der Welle nur schwer zu ermitteln. Um
etwaige elastische Verformungen der gerändelten Welle im gefügten Zustand erfassen
und berücksichtigen zu können, wurde der Durchmesser der Welle einer RPV nach
einem quasistatischen Versuch mit einem Stereomikroskop Stemi 2000 der Firma Carl-
Zeiss im gefügten Zustand im Querschliff vermessen. Dabei konnte im Vergleich zur
Messung vor dem Versuch keine nennenswerte elastische Verformung gemessen werden.
In Abbildung 4.9 ist die lichtmikroskopische Aufnahme der gefügten RPV dargestellt.
Infolge der Festigkeits- und Härteunterschiede treten die plastischen Verformungen
hauptsächlich in der weichen Aluminiumnabe auf. Einer Wiederverwendung der Wellen
stand nichts entgegen.
4.1.1.7 Verformbarkeit und Zerspanbarkeit des Nabenwerkstoffes
Zur Untersuchung der eingebrachten Verzahnung hinsichtlich des Übermaßes, der Ver-
zahnungsqualität und des verformten Gefüges wurden von ausgewählten Naben nach
der Demontage lichtmikroskopische Aufnahmen angefertigt. Wie die beiden oberen
Aufnahmen in Abbildung 4.10 der formend gefügten Naben mit aufsteigendem geome-
trischen Übermaß im Querschliff zeigen, wird die Rändelgeometrie sehr gut abgebildet.
Die Flanken der formend eingebrachten Rändelung zeigen keine Unstetigkeiten und
Welligkeiten. Weiterhin ist bei dem Querschliff im rechten oberen Teilbild (b), welcher
aus dem mittleren Bereich der Nabe herausgetrennt wurde, die Verfestigung anhand des
umgeformten Gefüges gut zu erkennen. Die zwei mittleren Aufnahmen ((c), (d)) zeigen
den Zahnkopf- und Zahnfußbereich einer formend gefügten Nabe mit Ugeo “ 2{3 t im
Längsschliff.
Eine ebenso gut ausgeformte und ohne Unstetigkeiten eingebrachte Rändelung zeigt
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Abbildung 4.9: Querschliff einer formend gefügten RPV mit DaI “ 15 mm,
Ugeo “ 3{3 t, lF {DaI “ 0, 53 und QA “ 0, 16
die formend-schneidend gefügte Nabe im unteren linken Teilbild (e). Die schneidend
eingebrachten Rändel weisen aufgrund des fehlenden positiven Spanwinkels eine ge-
ringe Welligkeit an den Flanken auf, siehe Abbildung 4.10 (f). Der Traganteil beträgt
daher ă 100%. Dennoch werden auch beim Schneiden die Rändel gut abgebildet, da
der Werkstoff durch das Längseinpressen komplett herausgeschnitten wird. Die metal-
lographischen Untersuchungen zeigen, dass es weder bei den formend (Abbildung 4.10
oben), noch bei den formend-schneidend sowie bei den schneidend (Abbildung 4.10
unten) eingebrachten Rändeln infolge des Längseinpressens zu Rissen oder zu Anrissen
im Zahnfußbereich der Nabe kam. Eine etwaige Vorschädigung der Verzahnung oder
des Grundwerkstoffes infolge des Fügevorganges ist daher nicht zu erwarten.
Führte der Fasenwinkel von 5˝ ď ϕ ď 15˝ zu einer zusätzlichen axialen Verformung
des Nabenwerkstoffes bei Ugeo ě 2{3 t, vergleiche Abbildung 4.7 auf Seite 62, bewirkte
der formend-schneidende Fügevorgang mit ϕ “ 45˝ sowie der schneidende Fügevor-
gang mit ϕ “ 90˝ und Ugeo ě 2{3 t ein Ausbrechen des Nabenwerkstoffes am Ende
der Pressfuge. Die Zerspanbarkeit des Nabenwerkstoffes wird zum einen maßgeblich
durch die Geometrie der Welle mit dem Fasenwinkel und zum anderen durch die Legie-
rungsbestandteile des Werkstoffes bestimmt [87]. Das Ausbrechen des Nabenwerkstoffes
verringerte die Länge der Fuge um mindestens die Rändelhöhe. Bei Wellen mit einem
Fasenwinkel von ϕ ą 90˝, kann dies durch den positiven Spanwinkel δ unterbunden
werden, siehe Abbildung 4.11. Neben dem sauberen Heraustrennen wird durch den
positiven Spanwinkel die Fügekraft reduziert. Ein Freiwinkel, welcher die Schnittkraft
ebenso positiv beeinflussen würde wie beispielsweise bei den Werkzeugen zur spanen-
den Bearbeitung, ist bei der gerändelten Welle nicht möglich [87]. Für die analytische
Berechnung des übertragbaren Torsionsmomentes wurde die Reduzierung der Länge
der Fuge bei einem Fasenwinkel von ϕ ě 45˝ berücksichtigt.
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(a) Querschliff einer formend gefügten Nabe
mit Ugeo “ 1{3 t und QA “ 0, 5
(b) Querschliff einer formend gefügten Nabe
mit Ugeo “ 2{3 t und QA “ 0, 5
(c) Längsschliff des Zahnkopfbereiches einer
formend gefügten Nabe mit Ugeo “ 2{3 t
und QA “ 0, 5
(d) Längsschliff des Zahnfußbereiches einer
formend gefügten Nabe mit Ugeo “ 2{3 t
und QA “ 0, 5
(e) Querschliff einer formend-schneidend ge-
fügten Nabe mit Ugeo “ 3{3 t und
QA “ 0, 5
(f) Querschliff einer schneidend gefügten Na-
be mit Ugeo “ 2{3 t und QA “ 0, 5
Abbildung 4.10: Querschliffe und Längsschliffe formend, formend-schneidend und
schneidend gefügter Naben aus EN AW-6082-T6 mit DaI “ 15 mm
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Abbildung 4.11: Fasenwinkel der Welle ϕ und positiver Spanwinkel δ
4.1.1.8 Reibwert
Wie bereits bei dem Parameter der Länge der Fuge erwähnt, muss neben der Verfor-
mung beziehungsweise der Zerspanung des Aluminiums die Reibung und hier insbeson-
dere die Gleitreibung µg überwunden werden. Wie die Laborversuche zur Ermittlung
der Reibwerte und der Reibwertcharakteristika zeigten, ist bei der Stahl-Aluminium-
Paarung infolge der Adhäsionsneigung der Gleitreibwert höher als der Haftreibwert,
siehe hierzu auch Abbildung 3.10 auf Seite 44. Das bedeutet, dass mit zunehmender
Länge der Fuge der Kraftbedarf zum Längseinpressen ansteigt und im Falle eines Lö-
sens eine Selbsthemmung auftritt.
Infolge der hohen Radialspannung durch die Umformung des Nabenwerkstoffes beim
formenden Fügevorgang kann ein Gleitreibwert von µg « 0, 35 angenommen werden.
Dieser Wert entspricht dem Gleitreibwert aus dem Laborversuch des standardisierten
Prüfverfahrens bei einem Fugendruck von p “ 300 N{mm2. Obwohl die partiellen
Fugendrücke im Zahnfuß der gerändelten Nabe beim umformenden Fügevorgang die
Werte von 300 N{mm2 überschreiten, ist ein Gleitreibwert von ca. 0, 35 für die formend
gefügte Stahl-Aluminium-Paarung realistisch.
Für eine schneidend gefügte Stahl-Aluminium-RPV mit vergleichbarer Werkstoff-
kombination kann infolge der deutlich geringeren Radialspannung ein Gleitreibwert
von ca. 0, 3 angenommen werden.
4.1.1.9 Variation der Nabenwerkstoffe
Beim formenden Fügevorgang mit 5˝ ď ϕ ď 15˝ wird der weiche Nabenwerkstoff span-
los verformt. Die fast vollständige radiale und tangentiale Verformung führt zu einem
hohen Fugendruck und zu einer Werkstoffverfestigung. Die Fließkurven zeigen, dass die
verwendeten Aluminium-Knetlegierungen EN AW-5083, EN AW-6060-T66, EN AW-
6082-T6 und EN AW-7075-T651 zur Kaltverfestigung neigen, siehe Abbildung 3.9 auf
Seite 43. Die hochfeste 7000er Knetlegierung weist jedoch eine geringere Verformungs-
verfestigung auf. Abbildung 4.12 veranschaulicht die maximalen Fügekräfte der for-
mend gefügten RPV mit DaI “ 30mm bei der Variation des geometrischen Übermaßes
und der vorstehend genannten Nabenwerkstoffe. An der linken Ordinate sind die maxi-
malen Fügekräfte Ff,max zu sehen. Die rechte Ordinate zeigt die jeweiligen normierten
maximalen Fügekräfte. Diese sind auf die maximale Fügekraft Ff,max,Ugeo“2{3 t,6082 für
die RPV mit einem geometrischen Übermaß von Ugeo “ 2{3 t und einem Außenteil
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aus EN AW-6082-T6 bezogen. Das bezogene Nabenlängenverhältnis lF {DaI beträgt
0, 5 und das Durchmesserverhältnis der Nabe 0, 32. Die Stufung der Grundfestigkei-
ten sowie die Verfestigungsneigung ist aus den experimentell ermittelten Fügekräften
ersichtlich. Es zeigt sich jedoch, dass die Unterschiede in der Fügekraft zwischen der
hochfesten Knetlegierung EN AW-7075-T651 und den anderen Legierungen nicht so
deutlich ausfallen, wie die 0, 2%-Dehngrenzen nach Tabelle 3.3 und Tabelle 3.4 auf Sei-
te 39 vermuten lassen. Die reduzierte Fügekraft deutet demnach auf eine verringerte
Reibungszahl hin.
Abbildung 4.12: Experimentell ermittelte maximale und normierte Fügekräfte für
vier unterschiedliche Nabenwerkstoffe mit DaI “ 30 mm, ϕ “ 5˝,
lF {DaI “ 0, 5, QA “ 0, 32 sowie Ugeo “ 1{3 t und 2{3 t
4.1.2 Einflussanalyse der Lösekräfte
4.1.2.1 Lösekräfte
Nach einer Sitzzeit von 24 h wurden die RPV für die Ein- und Auspressversuche wieder
demontiert. Im Unterschied zur reibschlüssigen PV waren die Lösekräfte stets kleiner
als die Fügekräfte. Dies ist damit begründet, dass die Lösekräfte lediglich von den
Reibkräften der Verbindung abhängen. Abbildung 4.13 und Abbildung 4.14 zeigen die
experimentell ermittelten maximalen Füge- und Lösekräfte formend und schneidend
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gefügter RPV mit DaI “ 15 mm in Abhängigkeit des geometrischen Übermaßes und
den lF {DaI -Verhältnissen 0, 53 und 0, 33.
Abbildung 4.13: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge
lF auf die maximalen Füge- und Lösekräfte formend gefügter RPV
mit DaI “ 15 mm und ϕ “ 5˝
Die Ergebnisse verdeutlichen, dass die maximalen Lösekräfte der formend und schnei-
dend gefügten RPV sich proportional zu den maximalen Fügekräften verhalten. Ursäch-
lich hierfür ist die Flächenpressung in der Verbindung, welche die Lösekraft beeinflusst.
Die maximalen Füge- und Lösekräfte der RPV mit ϕ “ 15˝ und 45˝ sind im Anhang auf
Seite 153 dargestellt. Abbildung 4.15 zeigt stellvertretend einen normierten Füge- und
Lösekraftverlauf einer formend gefügten RPV. Die Füge- und die Lösekräfte sind über
dem bezogenen Aufschubweg a{lF aufgetragen. Die maximale Lösekraft beträgt dabei
80% der maximalen Fügekraft. Das bedeutet, dass nach dem Fügen maximal 80% der
Fügekraft zum Übertragen axialer Kräfte genutzt werden kann. Abbildung 4.16 zeigt
in der gleichen Darstellung den Füge- und den Lösekraftverlauf einer schneidend gefüg-
ten RPV. Hier zeigte sich, dass im Gegensatz zur formend gefügten RPV nur maximal
40% der Fügekraft zur Übertragung axialer Kräfte genutzt werden kann. Der Unter-
schied ist durch die geringere Radialspannung infolge des schneidenden Fügevorganges
begründet.
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Abbildung 4.14: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge
lF auf die maximalen Füge- und Lösekräfte schneidend gefügter RPV
mit DaI “ 15 mm und ϕ “ 90˝
Sind größere axiale Kräfte zu übertragen und/oder abzustützen, kann der RPV mit
einem Klebstoff gefügt und die Nabe somit zusätzlich gesichert werden. Die Dauerfestig-
keit des Klebstoffes sowie die Einflüsse möglicher Umgebungsmedien auf den Klebstoff
selbst sind dabei zu berücksichtigen, siehe hierzu auch [88].
4.1.2.2 Relative Festigkeit
Um die Verbindung hinsichtlich der Übertragungsfähigkeit von axialen Kräften sowie
den übertragbaren Torsionsmomenten zu beurteilen, wurde in Anlehnung an Mar-
karjan und Unanjan [89] die relative Festigkeit RF als Verhältnis von maximaler
Lösekraft und maximaler Fügekraft definiert, vergleiche Gleichung 4.1. RF stellt eine
relative (axiale) Festigkeit dar, ist ein Gütekennwert für die gezielte Auswahl und dient
der Bewertung von Stahl-Aluminium-RPV.
RF “ Fl,max
Ff,max
(4.1)
In Abbildung 4.17 werden experimentell und numerisch ermittelte relative Festig-
keiten miteinander verglichen. Es zeigte sich dabei, dass die relative (axiale) Festigkeit
unabhängig vom Wellendurchmesser, vom geometrischen Übermaß und vom Nabenlän-
genverhältnis ist. Wie die numerischen Untersuchungen weiterhin zeigten, ist RF weit-
gehend unabhängig vom Durchmesserverhältnis der Nabe QA [81], [83]. Des Weiteren
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Abbildung 4.15: Normierter Füge- und Lösekraftverlauf einer formend gefügten RPV
mit DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝, Ugeo “ 1{2 t und lF {DaI “ 0, 33
Abbildung 4.16: Normierter Füge- und Lösekraftverlauf einer schneidend gefügten
RPV mit DaI “ 15 mm, ϕ “ 90˝, Ugeo “ 3{3 t und lF {DaI “ 0, 53
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konnte mit der numerischen Simulation der Übergang zwischen Formen und Schneiden
bei 60˝ ă ϕ ă 70˝ ermittelt werden.
Die relative Festigkeit RF für eine formend gefügte Stahl-Aluminium-RPV mit ϕ “
5˝ beträgt 0, 65 ă RF ă 0, 90. Das bedeutet, dass im Mittel ca. 75% der Einpresskraft
infolge der sich ausbildenden Radialspannung durch die Umformung des Nabenwerk-
stoffes für die Übertragung axialer Kräfte zur Verfügung stehen. Bei einem Fasenwinkel
von ϕ “ 90˝ liegt hingegen ein rein schneidender Fügevorgang ohne Verfestigung des
Nabenwerkstoffes sowie einer geringen Radialspannung vor. Die relative Festigkeit bei
einem Fasenwinkel von ϕ “ 90˝ liegt zwischen 0, 30 ă RF ă 0, 45.
Abbildung 4.17: Einfluss des Fasenwinkels der Welle ϕ auf die relative Festigkeit RF
einer RPV mit DaI “ 15 mm und Nabenwerkstoff EN AW-6082-T6
4.2 Numerische Untersuchungen zum Füge- und
zum Lösevorgang
Mit Hilfe der numerischen Simulation war es möglich, die messtechnisch nicht ermit-
telbaren Größen wie beispielsweise Fließspannung und Umformgrad zu ermitteln und
somit die Verfestigung in Abhängigkeit des Fügevorganges zu bestimmen. Weiterhin
steht durch die Arbeiten aus [80], [82] und [83] eine realitätsnahe Methode zur Simu-
lation unterschiedlicher Fügevorgänge für Stahl-Aluminium-RPV zur Verfügung.
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4.2.1 Validierung des Simulationsmodells
In Abbildung 4.18 sind stellvertretend für die untersuchten Verbindungen drei Füge-
vorgänge (jeweils ein Segment) dargestellt. Die Spanbildung beim formend-schneiden-
den und schneidenden Fügevorgang konnte dabei mit Hilfe der numerischen Simulation
sehr gut wiedergegeben werden.
(a) Formender Fügevor-
gang mit ϕ “ 5˝
(b) Formend-schneidender
Fügevorgang mit
ϕ “ 45˝
(c) Schneidender Fügevor-
gang mit ϕ “ 90˝
Abbildung 4.18: Simulation des Fügevorganges mit simufact.forming [80]
Die Validierung der Simulationsergebnisse erfolgte zum einen durch einen Abgleich
der Füge- und Lösekräfte und zum anderen durch einen Vergleich der abgebildeten
Rändelgeometrie in der Nabe, siehe hierzu auch [81], [82] und [83].
Ein Vergleich der experimentell und numerisch ermittelten Füge- und Lösekräfte ei-
ner formend gefügten RPV mitDaI “ 15mm, ϕ “ 5˝, Ugeo “ 1{2 t, und lF {DaI “ 0, 33
ist in Abbildung 4.19 dargestellt. Der Reibwert für die numerische Simulation betrug
0, 35. Die erzielten Übereinstimmungen hinsichtlich der Kraft-Weg-Verläufe zeigen die
Gültigkeit des Simulationsmodells unter Beachtung der getroffenen Annahmen. Auf-
grund des nicht abgebildeten Versuchsaufbaus und der somit erhöhten Steifigkeit des
FE-Modells, fällt der Gradient der numerisch ermittelten Lösekraft gegenüber dem ex-
perimentell ermittelten Verlauf steiler aus. Die Abweichung im Verlauf der Lösekraft
kann jedoch hier vernachlässigt werden, da für die Beurteilung der relativen Festigkeit
die maximalen Kräfte von Bedeutung sind. Ein Vergleich der umformend eingebrachten
Rändelgeometrie in die Nabe ist beispielhaft für einen entsprechenden Referenzversuch
in Tabelle 4.1 aufgeführt.
Abbildung 4.20 zeigt dazu den Vergleich der lichtmikroskopischen Aufnahme im
Querschliff und der Nabe des FE-Modells. Die numerisch berechneten und experimen-
tell ermittelten Verformungen stimmen überein.
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Abbildung 4.19: Vergleich der experimentell (3) und numerisch (Volllinie, Strichlinie)
ermittelten Füge- und Lösekräfte einer formend gefügten RPV mit
DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝, Ugeo “ 1{2 t und lF {DaI “ 0, 33
Tabelle 4.1: Vergleichsparameter Experiment – Simulation [83]
Methodik Einheit bR htR
Experiment mm 0,335 0,171
Simulation mm 0,310 0,160
bR 
h
tR
 
(a) Lichtmikroskopische Aufnahme der
verformten Nabe
bR 
h
tR
 
(b) FE-Netz der verformten Nabe
Abbildung 4.20: Vergleich der eingebrachten Geometrie - lichtmikroskopische Aufnah-
me (a) und verformtes FE-Netz (b) der Nabe nach [83]
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4.2.2 Analyse des Füge- und des Lösevorganges
Die numerischen Untersuchungen ermöglichten eine weitere Variation des Fasenwin-
kels ϕ zur Analyse des Fügevorganges. Wie bereits erläutert, wird der Nabenwerkstoff
in Abhängigkeit des Fasenwinkels umgeformt beziehungsweise herausgeschnitten. In
Abbildung 4.21 ist dies anhand eines Längsschnittes der Nabe für die untersuchten Fa-
senwinkel gemäß Abbildung 3.4 von Seite 32 qualitativ dargestellt; die Welle ist dabei
ausgeblendet. Die Verformungen im Bereich der Pressfuge der formend gefügten RPV
(5˝ ď ϕ ď 15˝) sind hierbei gut zu erkennen. Die Spanbildung der formend-schneidend
(15˝ ă ϕ ď 60˝) und überwiegend schneidend (ϕ ą 60˝) gefügten RPV ist ebenso
qualitativ zu erkennen. Die numerische Parametersimulation des Fügevorganges wurde
an RPV mit Naben aus EN AW-6082-T6 durchgeführt.
φ = 5° φ = 15° φ = 30° φ = 45° φ = 60° φ = 90° φ = 110° 
Abbildung 4.21: Längsschnitt der Nabe für die untersuchten Fasenwinkel ϕ mit
DaI “ 15 mm, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 53
4.2.2.1 Verschiebungen und Kräfte beim Fügevorgang
Wie die nachfolgenden numerischen Parametervariationen des Fasenwinkels zeigen, ist
die radiale Komponente der Verschiebung infolge des Fasenwinkels für die maxima-
le Fügekraft und die Verformungsverfestigung dominierend. In Abbildung 4.22 ist die
normierte maximale radiale Verschiebung im Zahnfuß der Nabe und die normierte ma-
ximale Fügekraft über dem Fasenwinkel der Welle dargestellt. Die radiale Verschiebung
und die Fügekraft sind dabei jeweils auf die RPV mit einem Fasenwinkel von ϕ “ 5˝
bezogen.
Wie aus Abbildung 4.22 ersichtlich wird, sind die radiale Verschiebung und die Fü-
gekraft bei ϕ “ 5˝ maximal. Ab einem Fasenwinkel von 15˝ nehmen die radiale Ver-
schiebung sowie der Fügekraftbedarf bis zu einem Winkel von 60˝ linear ab. Die axiale
Verschiebung uz nimmt hingegen zu, wie an der Spanbildung in Abbildung 4.21 zu
sehen ist. Der Übergang zwischen Formen und Schneiden liegt bei einem Fasenwinkel
der Welle von 60˝ ă ϕ ă 70˝. Sowohl die radiale Verschiebung als auch die Fügekraft
bleiben ab einem Fasenwinkel von 60˝ ď ϕ ď 90˝ annähernd konstant. Die axiale Ver-
schiebung nimmt bis zu einem Fasenwinkel von 90˝ zu und der Nabenwerkstoff wird
vollständig herausgetrennt. Aufgrund des positiven Spanwinkels δ bei Wellen mit einem
Fasenwinkel von ϕ ą 90˝, siehe Abbildung 4.11, reduziert sich die maximale Fügekraft.
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Abbildung 4.22: Normierte maximale radiale Verschiebung ur,max im Zahnfuß der Nabe
und maximale Fügekraft Ff,max in Abhängigkeit des Fasenwinkels der
Welle ϕ einer Stahl-Aluminium-RPV
In Tabelle 4.2 sind für die numerisch untersuchten RPV mit DaI “ 15mm für die Para-
metervariation des Fasenwinkels der Welle die ermittelten Kräfte und Verschiebungen
aufgeführt.
Tabelle 4.2: Numerisch ermittelte Kräfte und Verschiebungen für eine Stahl-
Aluminium-RPV mit DaI “ 15 mm, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 53
nach [83]
Parameter Einheit
Fasenwinkel der Welle ϕ ˝ 5 15 30 45 60 90 110
Parameter Einheit
maximale Fügekraft Ff,max kN 20,2 19,9 15,1 10,9 8,4 7,8 4,5
maximale Lösekraft Fl,max kN 15,1 12,9 8,4 5,3 3,1 3,7 1,7
relative Festigkeit RF - 0,75 0,65 0,55 0,49 0,37 0,35 0,37
maximale radiale Verschiebung ur,max mm 0,21 0,19 0,11 0,04 0 0 0
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4.2.2.2 Durchmesserverhältnis der Nabe
Neben dem Fasenwinkel der Welle und dem geometrischen Übermaß beeinflusst das
Durchmesserverhältnis der Nabe QA die Fügekraft der RPV, siehe auch [55], [56] und
[52]. In Abbildung 4.8 auf Seite 63 wurde dies mit Hilfe der experimentell ermittelten
Fügekräfte bei der Variation von QA “ 0, 16 und 0, 5 bereits implizit gezeigt. Mit
der numerischen Simulation konnte zudem die Ausfüllung der Rändel ermittelt und
die Aufweitung bei Naben um den Bereich mit QA ą 0, 5 erweitert werden. Dabei
wird deutlich, dass mit zunehmendem QA (dünnere Nabe) die Aufweitung zunimmt
und dadurch die Formfüllung respektive das geometrische Übermaß formend gefügter
RPV reduziert wird. In Abbildung 4.23 ist dies für eine RPV mit DaI “ 30 mm,
ϕ “ 5˝ und Ugeo “ 2{3 t anhand der radialen Kontur der Rändel nach dem Fügen für
drei verschiedene Durchmesserverhältnisse dargestellt. Die zwei dickwandigen Naben
mit QA “ 0, 3 und 0, 5 weisen eine nahezu identische Ausfüllung der Rändel auf. Der
geringfügige Unterschied kann vernachlässigt werden.
Abbildung 4.23: Aufweitung der Rändelung in der Nabe bei Variation von QA für eine
RPV mit DaI “ 30 mm, ϕ “ 5˝ und Ugeo “ 2{3 t [83]
Die formend gefügte RPV mit QA “ 0, 7 zeigt hingegen deutlich, dass bei derartigen
Naben das Durchmesserverhältnis für das wirkliche geometrische Übermaß berücksich-
tigt werden muss. Die numerische Simulation zeigt, dass bis zu 50% des geometrischen
Übermaßes in die Aufweitung am Innendurchmesser der Nabe fließen. Die Verfestigung
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des Nabenwerkstoffes ist demzufolge ebenfalls geringer.
Für die schneidend gefügten RPV ist die Aufweitung der Nabe nicht von Bedeu-
tung, vergleiche Abbildung 4.24. Das geometrische Übermaß ändert sich bei einer rein
schneidend gefügten RPV lediglich marginal. Erst wenn die Schneidkante der gerändel-
ten Welle undefiniert beziehungsweise abgenutzt ist, wirkt sich dies bei der Variation
von QA aus, vergleiche [5].
Abbildung 4.24: Aufweitung der Rändelung in der Nabe bei Variation von QA und ϕ
für eine RPV mit DaI “ 30 mm und Ugeo “ 2{3 t [83]
4.2.2.3 Werkstofffluss und Spannungszustand
Im Bereich der reib- und formschlüssigen WNV führt eine elastisch-plastische Bean-
spruchung infolge des Fügevorganges zu kleinen Verformungen. Die Gestalt der Füge-
flächen bleibt dabei erhalten. Bei der reibformschlüssigen RPV wird durch den Füge-
vorgang das Rändelprofil der Welle in der Nabe abgebildet. Hierbei handelt es sich um
große plastische Verformungen. In der Umformtechnik werden diese mit dem Umform-
grad ϕ beschrieben. Um eine Verwechslung mit der Bezeichnung für den Fasenwinkel
der Welle zu verhindern, wird in der vorliegenden Arbeit die englische Bezeichnung εpl
für den Umformgrad benutzt.
Der winkelbasierte Umformgrad εplRPV beschreibt den Spannungszustand der RPV.
Auf diese Weise wird der Fasenwinkel der Welle berücksichtigt. Die analytische Berech-
78
nung des winkelbasierten Umformgrades wird nachfolgend erläutert. Abbildung 4.25
zeigt räumlich den numerisch ermittelten Umformgrad εplRPV im Zahnfuß einer for-
mend gefügten Nabe.
Abbildung 4.25: Numerisch ermittelte Umformgrade einer formend gefügten Nabe im
Zahnfuß mit DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 53
Die Verfestigung des Nabenwerkstoffes ist dabei an dem Gradienten des Umformgra-
des im Bereich des Zahnfußes und an den Flanken deutlich zu erkennen. Die nahezu
vollständige radiale Verschiebung des Nabenwerkstoffes führt zu einer Verformungs-
verfestigung und zu einem hohen Fugendruck [90]. Der numerisch ermittelte Umform-
grad im Zahnfuß einer vergleichbaren schneidend gefügten Nabe ist in Abbildung 4.26
dargestellt. Die Elementverzerrung im Zahnfuß und der Spanabriss am Ende der Fu-
ge suggerieren einen Umformgrad von εplRPV « 1. Dieser ist nicht als Verfestigung des
Werkstoffes zu deuten, weil ein schneidender Fügevorgang zu keiner Verfestigung führt.
Einen qualitativen Vergleich zwischen einer formend und einer schneidend gefügten
Nabe zeigen Abbildung 4.27 und Abbildung 4.28 anhand der jeweils gleich skalier-
ten Vergleichsspannung und der Verschiebung im Radialschnitt. Die jeweilige Welle ist
nicht dargestellt. Im Unterschied zum Umformgrad, welcher sehr partiell und nur im
Bereich der Rändel zu ermitteln ist, zeigt die Darstellung der Vergleichsspannung die
Beanspruchung in der Nabe infolge des Fügevorganges. Abbildung 4.27 zeigt die Ver-
gleichsspannung der Nabe einer RPV mit ϕ “ 5˝ (links) und einer RPV mit ϕ “ 90˝
(rechts). Die Beanspruchung im Bereich der Rändelung durch die Umformung kann
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Abbildung 4.26: Numerisch ermittelte Umformgrade einer schneidend gefügten Nabe
im Zahnfuß mit DaI “ 15 mm, ϕ “ 90˝, Ugeo “ 2{3 t und
lF {DaI “ 0, 53
anhand der Spannungsverteilung erkannt werden. Wenn der gesamte Werkstoff durch
das Längseinpressen der gerändelten Welle herausgeschnitten wird, sind die Beanspru-
chungen der schneidend gefügten Nabe deutlich geringer.
Ein ähnliches Muster zeigt Abbildung 4.28. Das linke Teilbild zeigt die Vektordar-
stellung der Verschiebungen einer formend gefügten Nabe. Die Verschiebungsvektoren
orientieren sich vorrangig in radialer Richtung und sind vom Betrag deutlich kleiner als
die axialen Verschiebungen der schneidend gefügten Nabe. Die größeren Verschiebun-
gen am Anfang der Nabe resultieren aus dem flachen Fasenwinkel der Welle von ϕ “ 5˝.
Die radiale Verschiebung ur im Zahnfuß der Nabe entspricht annähernd dem halben
geometrischen Übermaß. Das rechte Teilbild von Abbildung 4.28 zeigt die schneidend
gefügte Nabe. Die großen axialen Verschiebungen am Ende der Nabe sind dem „Fließ-
span“ geschuldet; im rechten Teilbild von Abbildung 4.27 ist dieser gut zu erkennen.
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(a) Vergleichsspannungen in einer formend
gefügten Nabe ϕ “ 5˝
(b) Vergleichsspannungen in einer schnei-
dend gefügten Nabe ϕ “ 90˝
Abbildung 4.27: Vergleichsspannungen einer formend und einer schneidend gefügten
Nabe einer RPV mit DaI “ 15 mm, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 53
(a) Verschiebung einer formend gefügten
Nabe ϕ “ 5˝
(b) Verschiebung einer schneidend gefügten
Nabe ϕ “ 90˝
Abbildung 4.28: Vektordarstellung der Verschiebung einer formend und einer schnei-
dend gefügten Nabe einer RPV mit DaI “ 15 mm, Ugeo “ 2{3 t und
lF {DaI “ 0, 53
81
4.3 Analytische Betrachtungen zum Füge- und zum
Lösevorgang
Die analytischen Untersuchungen in diesem Abschnitt beziehen sich auf die Berechnung
der Füge- und Lösekraft formend und schneidend gefügter RPV.
4.3.1 Einführende Bemerkungen
Wie die experimentellen Ergebnisse zeigen, kann die Beanspruchung der Welle bei einer
Stahl-Aluminium-RPV für die analytische Berechnung der Füge- und Lösekraft wegen
der Elastizitäts- und Festigkeitsunterschiede vernachlässigt werden. Die nachfolgenden
analytischen Betrachtungen zu reibformschlüssigen Stahl-Aluminium-RPV gelten unter
folgenden Voraussetzungen:
• die Festigkeit der Welle ist deutlich größer als die der Nabe
• die elastischen Deformationen der Welle sind vernachlässigbar
• die Nabe besteht aus einem homogenen isotropen Werkstoff geringer Festigkeit
• das Durchmesserverhältnis der Welle beträgt QI “ 0
• das Durchmesserverhältnis der Nabe beträgt QA “ 0, 5
• es wird der ebene Spannungszustand (ESZ) vorausgesetzt
• die Temperatur von Welle und Nabe sind identisch
4.3.2 Berechnung des winkelbasierten Umformgrades
Die bereits erläuterte Verfestigung des Nabenwerkstoffes wird in Abhängigkeit des Fa-
senwinkels der Welle mit dem winkelbasierten Umformgrade beschrieben [80]. Für die
Berechnung des winkelbasierten Umformgrades εplRPV wurde Gleichung 4.2 abgeleitet:
εplRPV “
∣∣∣∣∣lnA1A0
∣∣∣∣∣ ¨ fpϕq (4.2)
Gleichung 4.2 basiert auf der Berechnung der freien Fugenquerschnittsflächen zwi-
schen den Rändeln, vor dem Fügen (A0) und nach dem Fügen (A1), siehe Abbil-
dung 4.29 und einem zweiten Term, welcher die radiale Verschiebung des Nabenwerk-
stoffes infolge des Fasenwinkels der Welle beim Fügen berücksichtigt. Anhand der ra-
dialen Verschiebung wird der formende beziehungsweise der schneidende Fügevorgang
berücksichtigt, da die Art des Fügevorganges die auftretenden Umformgrade, wie in
Abbildung 4.25 und Abbildung 4.26 bereits zu sehen, entscheidend beeinflusst. Wie
vorstehend erwähnt, wird für die analytische Berechnung des Umformgrades der ESZ
vorausgesetzt. Das bedeutet, dass der Spannungszustand über die Länge der Fuge als
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Abbildung 4.29: Freie Fugenquerschnittsflächen A0 und A1 zur Ermittlung des winkel-
basierten Umformgrades εplRPV bei einer RPV [80]
konstant angenommen wird. Die Abweichungen zu Beginn und am Ende der Pressfuge
wie in Abbildung 4.25 und Abbildung 4.26 zu sehen, können vernachlässigt werden.
Die geometrischen Querschnittsflächen A0 und A1 berechnen sich gemäß Abbil-
dung 4.29 mit Gleichung 4.3 und Gleichung 4.4 wie folgt:
A0 “ 1
2
¨ t ¨ hR (4.3)
A1 “
˜
hR ´ Ugeo
2
¸2
¨ tan
˜
α
2
¸
(4.4)
Die Gleichung für die Rändelhöhe hR für beliebige Profilöffnungswinkel α lautet:
hR “
t
2
tan
`
α
2
˘ (4.5)
Der zweite rein geometrische Term zur Berücksichtigung des Fasenwinkels wird für
Werte von 5˝ ď ϕ ď 60˝ mit einer kubischen Funktion gemäß Gleichung 4.6 be-
schrieben. Die Koeffizienten hierfür sind aϕ “ 6, 61 ¨ 10´6; bϕ “ ´6, 15 ¨ 10´4; cϕ “
´3, 87 ¨ 10´3 und dϕ “ 1, 03.
fpϕq “ aϕ ¨ ϕ3 ` bϕ ¨ ϕ2 ` cϕ ¨ ϕ` dϕ (4.6)
In Abbildung 4.30 ist die mit Hilfe der numerischen Untersuchungen ermittelte ku-
bische Funktion dargestellt, Gleichung 4.6. Damit wird die Fließspannung kf
`
εpl
˘ “
kf
`
εplRPV
˘
von Aluminium-Knetlegierungen für den formenden beziehungsweise für den
formend-schneidenden Fügevorgang von RPV ermittelt. Eine rein geometrische Ermitt-
lung von A0 und A1 würde beim formend-schneidenden Fügevorgang zu Fehlern bei
der Fließspannung führen.
Abbildung 4.30 verdeutlicht, dass die radiale Verschiebung im Zahnfuß der Nabe bei
einem Fasenwinkel von ϕ ą 60˝ gegen Null tendiert. Bei ϕ ą 60˝ wird daher für den
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Abbildung 4.30: Normierte maximale radiale Verschiebung ur,max des Nabenwerkstof-
fes EN AW-6082-T6 (AlMgSi1) und kubische Funktion fpϕq in Ab-
hängigkeit des Fasenwinkels der Welle ϕ
Wert der Fließspannung die 0, 2%-Dehngrenze Rp0,2 beziehungsweise die Zugfestigkeit
Rm eingesetzt:
ϕ ď 60˝ ñ kf
`
εpl
˘ “ kf`εplRPV ˘
ϕ ą 60˝ ñ kf
`
εpl
˘ “ Rp0,2, Rm (4.7)
Entsprechend den Anforderungen an elastisch-plastisch beanspruchte PV und MPV
ist die Voraussetzung eines formenden Fügevorganges ein Nabenwerkstoff, welcher sich
im einachsigen Zugversuch nach Überschreiten der Streckgrenze duktil verhält. So ist
beispielsweise für Stahl-Aluminium-RPVmit einer Nabe aus Aluminiumdruckguss, wel-
che eine Bruchdehnung von A ď 5% aufweist, ein schneidender Fügevorgang mit einem
Fasenwinkel der Welle von ϕ ą 60˝ zu favorisieren. Das Verformungsvermögen derar-
tiger Werkstoffe wird für einen formenden Fügevorgang als zu gering eingestuft; es
könnte während des Fügevorganges zu Anrissen im Zahnfuß der Nabe kommen.
4.3.3 Berechnungsmodell Fügekraft
Wie die experimentellen Untersuchungen zeigten, ist die Fügekraft Ff insbesondere von
den Parametern Fasenwinkel der Welle ϕ, geometrisches Übermaß Ugeo, Rändelteilung
t und dem Werkstoff der Nabe sowie dem Gleitreibwert µg abhängig. Um ein möglichst
einfaches, aber weitgehend allgemeingültiges Berechnungsmodell für die maximale Fü-
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gekraft zu erhalten, sind geeignete mechanische sowie geometrische Annahmen bezie-
hungsweise Vereinfachungen zu treffen. Das Berechnungsmodell der Fügekraft nach
Kleditzsch et. al. orientiert sich dabei an der Axialkraftberechnung von PV nach
Gleichung 2.2 und ist sowohl für die formend als auch für die schneidend gefügte RPV
zu verwenden, siehe [80], [82], [91] und [83].
Die maximale Fügekraft Ff,max wird mit Gleichung 4.8 berechnet und setzt sich
aus der projizierten Fläche Aproj , dem Gleitreibwert µg zwischen Welle und Nabe,
der zulässigen Flächenpressung pF
`
εplRPV
˘
sowie dem Anpassungsfaktor KRPV für den
Fügevorgang zusammen:
Ff,max “ Aproj ¨ µg ¨ pF
`
εplRPV
˘ ¨KRPV (4.8)
Die Berücksichtigung des geometrischen Übermaßes Ugeo sowie der Länge der Fuge
lF und der Rändelanzahl z erfolgt mit Hilfe der projizierten Fläche Aproj nach Glei-
chung 4.9:
Aproj “ Ugeo ¨ tan α
2
¨ lF ¨ z (4.9)
Abbildung 4.31 verdeutlicht dies.
Abbildung 4.31: Bezeichnungen zum Fügekraftmodell nach [83]
Die zulässige Flächenpressung pF
`
εplRPV
˘
ist infolge des Fügevorganges eine Funktion
der Fließspannung kf
`
εplRPV
˘
und wird mit Gleichung 4.10 berechnet:
pF
`
εplRPV
˘ “ fˆkf`εplRPV ˘˙ (4.10)
Um den formenden und den schneidenden Fügevorgang mit einer Gleichung zu be-
rechnen, wird der Anpassungsfaktor KRPV eingeführt. Der Anpassungsfaktor reduziert
die Flächenpressung in der Verbindung für die formend-schneidend und schneidend ge-
fügten RPV. Die Faktoren für ausgewählte Fasenwinkel der Welle zwischen ϕ “ 5˝ bis
90˝ sind in Tabelle 4.3 aufgeführt.
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Tabelle 4.3: Anpassungsfaktor für den Fügevorgang Experiment – Analytik [83]
Parameter Einheit
Fasenwinkel der Welle ϕ ˝ 5 15 45 90
Anpassungsfaktor KRPV ´ 1,00 0,95 0,70 0,50
Ein Vergleich der analytisch (˙) berechneten und experimentell (D) ermittelten ma-
ximalen Fügekräfte für die Verbindungen mit DaI “ 15 mm und DaI “ 30 mm ist
in Abbildung 4.32 und Abbildung 4.33 dargestellt. Die analytisch berechneten Füge-
kräfte liegen im Mittel um ca. 12% über den experimentell ermittelten Werten. Die
Übereinstimmung kann als gut bezeichnet werden.
Abbildung 4.32: Vergleich der analytisch (˙) berechneten und experimentell (D) ermit-
telten maximalen Fügekräfte Ff,max für DaI “ 15 mm und QA “ 0, 5
4.3.4 Berechnungsmodell Lösekraft
Wie die experimentellen und numerischen Untersuchungen zeigen, ist die relative Fes-
tigkeit RF unabhängig vom geometrischen Übermaß Ugeo, vom Nabendurchmesserver-
hältnis QA sowie dem bezogenen Nabenlängenverhältnis lF {DaI . Die maximale Löse-
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kraft Fl,max für trocken gefügte RPV lässt sich daher mit der relativen Festigkeit RF
einfach ermitteln:
Fl,max “ Ff,max ¨RF (4.11)
Abbildung 4.33: Vergleich der analytisch (˙) berechneten und experimentell (D) ermit-
telten maximalen Fügekräfte Ff,max für DaI “ 30 mm und QA “ 0, 5
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5 Untersuchungen zur
Torsionsmomentübertragung
Die Untersuchungen zur Torsionsmomentübertragung dienten der Analyse des Versa-
gensverhaltens, der Bestimmung des maximalen statischen Torsionsmomentes sowie des
Verhaltens bei dynamischer Torsionsbelastung. Durch die Analyse des Versagensver-
haltens wurde es möglich, zwei auf mechanischen Gesetzmäßigkeiten beruhende Ver-
sagenskriterien für Stahl-Aluminium-Knetlegierungs-Verbindungen zu definieren. Es
konnte außerdem die Verbindungsgestaltung hinsichtlich einer maximalen Torsionsmo-
mentübertragung herausgearbeitet werden.
5.1 Experimentelle Untersuchungen zur
Torsionsmomentübertragung
Wie bereits aus [30] und [92] ersichtlich wurde, ist bei ZWV das Verhältnis von Tor-
sionsmoment und Querkraft eine wichtige Einflussgröße auf das Tragfähigkeits- und
Verschleißverhalten. Die in der vorliegenden Arbeit experimentell untersuchten RPV
werden dabei nach Dietz und Zapf [92] mit dem Extremfall reines Torsionsmoment
belastet.
5.1.1 Mechanismus und Charakteristik der
Torsionsmomentübertragung
Die RPV stellt eine kombinierte reibformschlüssige WNV dar, wobei der Reib- und
Formschlussanteil bei der Torsionsmomentübertragung nicht explizit getrennt werden
kann. Die axialen Kräfte werden ausnahmslos über den Reibschluss übertragen; das
Torsionsmoment dagegen hauptsächlich über den Formschluss der Rändel. Im linken
Teilbild von Abbildung 5.1 sind die wirkenden Kräfte an einem Rändel der Welle ideali-
siert am Wirkdurchmesser DW angetragen. Für die analytische Berechnung des über-
tragbaren Torsionsmomentes wird vereinfacht die in Umfangsrichtung wirkende Kraft-
komponente Fu angenommen.
Abbildung 5.2 zeigt die normierte und experimentell ermittelte statische Torsionsmo-
ment-Verdrehwinkel-Kurve einer Stahl-Aluminium-RPV mit DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝,
Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 27. Die statische Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve
kann dabei in einen linear-elastischen und in einen degressiv steigenden Bereich unter-
teilt werden. Belastungen innerhalb des linear-elastischen Bereiches führen zu keinen
bleibenden makroskopischen Verformungen der Verbindung. Das Ende dieses Bereichs
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(a) Kraftvektoren am Zahn der Welle für
das Auslegungskriterium
(b) Beanspruchte Kontaktfläche AF
und Rändelgrundfläche AG der
Nabe
Abbildung 5.1: Kraftvektoren am Zahn der Welle und beanspruchte Flächen der Rändel
der Nabe
stellt das sogenannte Auslegungskriterium mit der zulässigen Flächenpressung pF und
dem übertragbaren Torsionsmoment TpF dar, siehe Gleichung 5.1:
pF “ FN
AF
(5.1)
Die beanspruchte Kontaktfläche (Flanke) AF ist im rechten Teilbild von Abbil-
dung 5.1 dargestellt. Die zulässige Flächenpressung ist in Abhängigkeit des Fügevor-
ganges eine Funktion der Werkstoffverfestigung kf
`
εpl
˘
. Als statische Torsionsgrenz-
belastung wird in Anlehnung an den statischen Zugversuch eine bleibende Verdrehung
von φT “ 0, 1˝ zugelassen.
Der degressiv steigende Bereich beginnt stetig beim Überschreiten des Auslegungs-
kriteriums. Er endet an einem Maximum, welches mit dem Abscheren der Rändel in der
Nabe gleichzusetzen ist, siehe obere lichtmikroskopische Aufnahme in Abbildung 5.2.
Das Abscheren der Rändel in der Nabe ist zugleich das sogenannte Versagenskriteri-
um und wird durch die zulässige Schubspannung τS und das maximal übertragbare
Torsionsmoment TτSbeschrieben, Gleichung 5.2:
τs “ Fu
AG
(5.2)
Die Umfangskraft Fu wirkt dabei idealisiert am Außendurchmesser der Welle DaI
und die Rändelgrundfläche AG ist in Abbildung 5.1 rechts dargestellt. Die zulässige
Schubspannung ist in Abhängigkeit des Fügevorganges ebenfalls eine Funktion von
kf
`
εpl
˘
. Die Berechnung wird im Rahmen der analytischen Betrachtungen erläutert.
Das Torsionsmoment TpF beträgt in Abhängigkeit des geometrischen Übermaßes 50
bis 80% des maximal übertragbaren Torsionsmomentes TτS . Institutsinterne Unter-
suchungen an Stahl-Aluminium-Druckguss-RPV [93] und Stahl-Stahl-RPV sowie die
Untersuchungen von Bader in [5], [48] und [49] zeigen, dass die Charakterisierung der
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statischen Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve auch auf andere Werkstoffkombina-
tionen übertragbar ist.
Abbildung 5.2: Normierte Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve mit Auslegungskrite-
rium und Versagenskriterium bei statischer Torsion einer RPV mit
DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 27
5.1.2 Einflussanalyse der statischen
Torsionsmomentübertragung
In Analogie zum Fügevorgang bestimmen die folgenden geometrischen, werkstofftech-
nischen und tribologischen Parameter maßgeblich das übertragbare Torsionsmoment:
• Fasenwinkel der Welle ϕ
• geometrisches Übermaß Ugeo
• Rändelteilung t
• Länge der Fuge lF
• Durchmesserverhältnis der Nabe QA
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• Festigkeit und Härte des Wellenwerkstoffes
• Festigkeit und Verformbarkeit des Nabenwerkstoffes
• Reibwert µ
Aufgrund der begrenzten Kapazitäten konnten die Rändelteilung t und das Durch-
messerverhältnis der Nabe QA hinsichtlich der Torsionsmomentübertragung im Rah-
men dieser Arbeit nicht weiter untersucht werden; stattdessen wird hier auf [5] und
[52] verwiesen.
5.1.2.1 Fasenwinkel der Welle
Wie bereits mit Hilfe der relativen (axialen) Festigkeit RF beschrieben, besitzt die
umformend gefügte RPV hinsichtlich der Übertragungsfähigkeit ein größeres Potential
als die schneidend gefügte RPV infolge der Werkstoffverfestigung. Abbildung 5.3 zeigt
Ergebnisse der experimentellen Torsionsversuche bis zum Abscheren der Rändel in der
Nabe für RPV mit DaI “ 15 mm. Die jeweiligen maximalen Torsionsmomente TτS sind
bezogen auf das maximale Torsionsmoment TτS ,ϕ“5˝,lF {DaI“0,53 für die RPV mit einem
Fasenwinkel von ϕ “ 5˝, einem Nabenlängenverhältnis von lF {DaI “ 0, 53 und in
Abhängigkeit von ϕ und lF {DaI dargestellt. Das geometrische Übermaß beträgt 2{3 t.
Abbildung 5.3: Normierte Torsionsmomente TτS in Abhängigkeit von ϕ und lF {DaI für
RPV mit DaI “ 15 mm und Ugeo “ 2{3 t
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Den Übergang vom Formen zum Schneiden zeigen die numerisch ermittelten Strich-
linien der relativen Festigkeit, vergleiche Abbildung 4.17. Die Ergebnisse verdeutlichen,
dass eine umformend gefügte Stahl-Aluminium-RPV mit DaI “ 15 mm im Vergleich
zu einer schneidend gefügten RPV ein um mindestens 25% größeres statisches Torsi-
onsmoment übertragen kann. Bei den 25% handelt es sich um die Werkstoffverfestigung
durch den formenden Fügevorgang bei Ugeo “ 2{3 t. Darüber hinaus trägt der 100%ige
Traganteil zu einer verbesserten Übertragungsfähigkeit bei; die eingebrachten Rändel
in der Nabe werden dabei gleichmäßig beansprucht.
Die schneidend gefügte RPV erfährt durch den Fügevorgang keine Verformungsver-
festigung. Der Traganteil bei den hier untersuchten Verbindungen mit einem Fasenwin-
kel von ϕ “ 90˝ beträgt ebenfalls nahezu 100%. Die lichtmikroskopischen Aufnahmen
in Abbildung 4.10 auf Seite 66 zeigen die welligen Rändelflanken infolge des Heraustren-
nens. So ist auch in der Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve ein Anlegen der Verbin-
dung bei Belastungsbeginn zu beobachten, vergleiche hierzu auch [5]. Abbildung 5.4
zeigt die Ergebnisse für die RPV mit dem Wellendurchmesser DaI “ 30mm in der glei-
chen Darstellung wie Abbildung 5.3. Zusätzlich ist das übertragbare Torsionsmoment
TpF bezogen auf das maximale Torsionsmoment TτS ,ϕ“5˝,lF {DaI“0,50 angegeben.
Abbildung 5.4: Normierte Torsionsmomente TpF und TτS in Abhängigkeit von ϕ und
lF {DaI einer RPV mit DaI “ 30 mm und Ugeo “ 2{3 t
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Im Vergleich zur schneidend gefügten RPV zeigt die umformend gefügte Stahl-
Aluminium-RPV mit DaI “ 30 mm ein um ca. 35% größeres übertragbares Torsions-
moment bei einem geometrischen Übermaß von 2{3 t. Die Steigerung des maximalen
Torsionsmomentes resultiert aus der Verformungsverfestigung der Aluminiumnabe.
5.1.2.2 Geometrisches Übermaß
Die experimentellen Ergebnisse zum geometrischen Übermaß Ugeo zeigen aufgrund der
Werkstoffverfestigung keine vollständige Proportionalität zwischen Übermaß und über-
tragbarem Torsionsmoment. Wie anhand der Verfestigungskurven, Abbildung 3.8 und
Abbildung 3.9 auf Seite 43 der verwendeten Knetlegierungen ersichtlich wird, nähert
sich die Fließspannung kf
`
εpl
˘
mit zunehmendem Umformgrad εpl einer Sättigungs-
spannung an. Die Fließspannung steigt nicht weiter an. Die Ergebnisse für die RPV
mit einem Wellendurchmesser von DaI “ 15 mm sind in Abbildung 5.5 dargestellt.
Abbildung 5.5: Maximal übertragbare Torsionsmomente TτS in Abhängigkeit von Ugeo
und lF {DaI einer RPV mit DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝ und 90˝
Es zeigt sich, dass ab einem Übermaß von ca. 2{3 t die Zunahme des Torsionsmomen-
tes im Vergleich zu einem Übermaß von ă 2{3 t weniger stark zunimmt. Hier zeigt sich
eine Analogie zur elastisch-plastischen Auslegung von PV und MPV, wie von Leidich
und Lätzer in [94] beschrieben. Mit zunehmendem Überschreiten der empfohlenen
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Grenze von qPA{qA ą 0, 3 steigen der Fugendruck und damit auch das übertragba-
re Torsionsmoment lediglich degressiv an. Darüber hinaus wurde von Bader für die
selbstschneidende Rändelverbindung nachgewiesen, dass ab « 92% tragender Rändel-
höhe eine annähernd volle Belastungsübertragungsfähigkeit angenommen werden kann
[5].
Bei der schneidend gefügten RPV mit ϕ “ 90˝ zeigte sich, dass das übertragbare
Torsionsmoment nahezu unabhängig vom geometrischen Übermaß ist. Ursache dafür
ist die vom Übermaß scheinbar unabhängige und konstante Rändelgrundfläche AG,
siehe Abbildung 5.6. Die Rändelgrundfläche ist gemäß Gleichung 5.3 lediglich von der
Rändelteilung t und der Länge der Fuge lF abhängig:
AG “ t ¨ lF (5.3)
Die auftretenden Unterschiede sind auf die Stützwirkung der Rändel zurückzuführen.
Abbildung 5.6: Rändelgrundfläche AG bei verschiedenen geometrischen Übermaßen
Wie von Bader (vergleiche Abbildung 2.12, Seite 23) in [5] und [48] festgestellt,
müssen bei Verbindungen mit Nabenüberstand für die Torsionsmomentübertragung
zusätzlich die Stirnflächen der Rändel in der Nabe berücksichtigt werden. Bei Naben-
überstand werden die eingebrachten Rändel der Nabe nicht nur an der Rändelgrundflä-
che AG, sondern auch an den seitlichen Stirnflächen abgeschert. Dies führt dazu, dass
das geometrische Übermaß einen größeren Einfluss auf das übertragbare Torsionsmo-
ment hat.
Bei optimal beziehungsweise maximal ausgefüllten Rändeln, das heißt bei einem
geometrischen Übermaß von 3{3 t und einem verformungsfähigen Werkstoff wie dem
EN AW-6082-T6, kann mit Hilfe des formenden Fügevorganges im Vergleich zum rein
schneidenden Fügevorgang ein um maximal 40% höheres Torsionsmoment übertragen
werden. Aus Abbildung 5.5 geht außerdem das Potential hinsichtlich der Übertragungs-
fähigkeit der RPV hervor. Das maximale statische Torsionsmoment TτS einer formend
gefügten RPV mitDaI “ 15mm, Ugeo “ 2{3 t respektive 3{3 t und lF {DaI “ 1, 00 wird
durch die Festigkeit der Welle begrenzt. Die RPV könnte hier ein größeres statisches
Torsionsmoment übertragen.
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5.1.2.3 Länge der Fuge
Bei gleicher Grundfestigkeit und Verfestigungsneigung ist das übertragbare Torsions-
moment proportional zur Länge der Fuge. Die Aluminiumbleche mit den Dicken tB “
8 mm und 15 mm weisen nahezu identische Grundfestigkeiten und Verfestigungsnei-
gungen auf, siehe Tabelle 3.3. Abbildung 5.4 verdeutlicht dies durch die Darstellung
der übertragbaren Torsionsmomente bei Variation von lF {DaI für RPV mit dem Wel-
lendurchmesser DaI “ 30 mm.
Ändern sich Grundfestigkeit und Verfestigungsneigung, so verhält sich das über-
tragbare Torsionsmoment (TpF und TτS) nicht mehr proportional zur Länge der Fuge.
Die übertragbaren Torsionsmomente der RPV mit DaI “ 15 mm zeigen dies in Ab-
bildung 5.3. Infolge der größeren Grundfestigkeit und der Verfestigungsneigung des
Aluminiumbleches mit tB “ 4 mm (vergleiche Abbildung 3.8) nimmt das übertragbare
Torsionsmoment bei Verdoppelung von lF lediglich um den Faktor 1, 6 zu. Die im Fol-
genden dargestellten Untersuchungen zum Einfluss der Halbzeuge auf das übertragbare
Torsionsmoment bestätigen dies.
In Analogie zur ZWV ist weiterhin die maximale Flankenpressung und das damit
verbundene lF {DaI -Verhältnis nach DIN 5466-1 [27] und [95] zu beachten. Bei überwie-
gender Torsionsbelastung empfiehlt sich nach DIN 5466-1 [27] ein lF {DaI -Verhältnis
von 0, 6. Bei großen Querkräften und Biegemomenten ist das Verhältnis 0, 6 bis 1 zu
wählen. Die in dieser Arbeit untersuchten Verbindungen liegen im Bereich der Emp-
fehlung von Passverzahnungen.
5.1.2.4 Festigkeit und Härte des Wellenwerkstoffes
Die experimentellen Ergebnisse zeigen, dass das für die Sicherstellung des Fügevorgan-
ges notwendige Härteverhältnis von Welle : Nabe nicht auf das übertragbare Torsions-
moment anwendbar ist, siehe Abbildung 5.5. Für die Torsionsmomentübertragung ist
die zulässige Torsionsspannung τt,W der gerändelten Welle zu berücksichtigen. Bader
gibt in [5] für die Werkstoffkombination Ck45 gegen S235JR ein zulässiges Naben-
längenverhältnis von lF {DaI “ 0, 2 an. Wird dieses Verhältnis überschritten, ist die
Sicherheit gegen Dauerbruch von SD “ 1, 4 der Welle bei dem Versagenskriterium TτS
nicht mehr gegeben.
Um die ertragbaren Torsionsspannungen der gerändelten Wellen zu ermitteln, wur-
den die Festigkeit der Welle und die Nabenlängenverhältnisse in der vorliegenden Arbeit
variiert. Bei den vier getesteten RPV mitDaI “ 15mm wurden Wellen aus nicht gehär-
tetem 100Cr6 verwendet. Die Wellen wiesen eine Dehngrenze von Rp0,2 “ 385 N{mm2,
eine Zugfestigkeit von Rm “ 639 N{mm2 und eine Härte von 250 HV 1 auf, verglei-
che Tabelle 3.2. In Kombination mit Naben aus der Knetlegierung EN AW-6082-T6 lag
anschließend im ungünstigsten Fall ein Streckgrenzenverhältnis von ca. 1, 4 : 1, ein Zug-
festigkeitsverhältnis von ca. 1, 9 : 1 sowie ein Härteverhältnis von ca. 2, 2 : 1 vor. Die
Verbindungen wurden formend pϕ “ 5˝ und 15˝q, formend-schneidend pϕ “ 45˝q sowie
schneidend pϕ “ 90˝q mit einem geometrischen Übermaß von 1{3 t gefügt. Das Naben-
längenverhältnis wurde von lF {DaI “ 0, 27 bis 1, 00 variiert. Alle vier Verbindungen
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wiesen bei einem Torsionsmoment von T “ TτF “ 112 Nm eine plastische Verdrillung
der gerändelten Welle auf. Abbildung 5.7 zeigt die normierte statische Torsionsmoment-
Verdrehwinkel-Kurve einer schneidend gefügten und plastisch verdrillten RPVmit nicht
gehärteter Welle. Das Torsionsmoment T bezieht sich auf das Torsionsmoment TτF beim
Einsetzen der plastischen Verdrillung der gerändelten Welle.
Die Torsionsnennspannung der Welle τt,W wird mit Gleichung 5.4 berechnet:
τt,W “ T
Wt,W
(5.4)
Wt,W stellt das Torsionwiderstandsmoment einer ungekerbten glatten Welle mit dem
Ersatzdurchmesser nach Gleichung 2.18 dar:
Wt,W “ pi ¨ d
3
h1
16
(5.5)
Dabei entspricht nach Gleichung 2.18 der Kopfkreisdurchmesser da1 dem Außen-
durchmesser DaI . Der Fußkreisdurchmesser df1 ist der um die doppelte Rändelhöhe hR
(Gleichung 4.5) reduzierte Außendurchmesser DaI . Damit ergibt sich für die plastisch
verdrillten Wellen eine Torsionsnennspannung von τt,W “ 219 N{mm2. Die Torsions-
fließspannung τtF kann mit der GEH aus der Dehngrenze Rp0,2 nach Gleichung 5.6
berechnet werden:
τtF “ 1?
3
¨Rp0,2 (5.6)
Somit ergibt sich eine zulässige Torsionsfließspannung der Wellen aus 100Cr6 im
nicht gehärteten Zustand von τtF “ 222 N{mm2. Die Sicherheit gegen Fließen SF
ergibt sich aus Gleichung 5.7:
SF “ τtF
τt,W
(5.7)
Die damit berechnete Sicherheit beträgt SF “ 1, 02 und gibt den Fließbeginn wieder.
Für die RPV mit einem Wellendurchmesser von DaI “ 30 mm und der Kenntnis der
zulässigen Torsionsfließspannung von 222 N{mm2 des nicht gehärteten 100Cr6 ergibt
sich ein maximal zulässiges Torsionsmoment von ca. 900 Nm. Bei Überschreiten dieses
Torsionsmomentes kommt es zur plastischen Verdrillung der gerändelten Welle.
Die Hauptversuche wurden mit gehärteten Wellen aus 100Cr6 durchgeführt. Die
Härte dieser Wellen betrug ca. 758 HV 1 und die nach Gleichung 3.2 umgewertete Zug-
festigkeit ca. Rm “ 2525 N{mm2, vergleiche Tabelle 3.2 auf Seite 38. Bei diesen Wellen
kam es aufgrund der Festigkeitssteigerung erwartungsgemäß zu keiner bleibenden Ver-
drillung. Bei einem Übermaß von Ugeo ě 2{3 t und einem lF {DaI -Verhältnis von 1, 00
wurden die Wellen jedoch abgeschert, siehe Abbildung 5.5. Diese RPV ist in Abbil-
dung F.3 im Anhang auf Seite 159 dargestellt. Das Torsionsmoment beim Abscheren
der Wellen betrug ca. T “ TτB “ 770 Nm. Dies entspricht einer Torsionsnennspannung
der Welle nach Gleichung 5.4 von τt,W “ 1505 N{mm2.
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Abbildung 5.7: Normierte Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve einer schneidend ge-
fügten, plastisch verdrillten RPV mit DaI “ 15 mm, ϕ “ 90˝,
Ugeo “ 1{3 t, lF {DaI “ 0, 27 und nicht gehärteter Welle
Die Torsionsbruchspannung τtB kann entsprechend zur vorstehenden Torsionsfließ-
spannung nach der GEH mit Gleichung 5.8 berechnet werden:
τtB “ 1?
3
¨Rm (5.8)
Die Torsionsbruchspannung beträgt τtB “ 1458N{mm2. Analog zur Sicherheit gegen
Fließen wird die Sicherheit gegen Gewaltbruch SB berechnet:
SB “ τtB
τt,W
(5.9)
Die damit berechnete Sicherheit gegen Gewaltbruch beträgt SB “ 0, 97 und gibt das
Abscheren der Wellen mit DaI “ 15 mm gut wieder.
Resultierend aus dem vorstehend beschriebenen Rechengang, ergibt sich somit rech-
nerisch für die RPV mit einem Wellendurchmesser von DaI “ 30 mm und der zu-
lässigen Torsionsbruchspannung von 1458 N{mm2 des 100Cr6 im gehärteten Zustand
ein maximal zulässiges Torsionsmoment von ca. 6340 Nm. Das experimentell ermit-
telte maximal übertragbare Torsionsmoment mit den DaI “ 30 mm Wellen betrug in
der vorliegenden Arbeit TτS “ 6018 Nm und zeigt damit eine gute Übereinstimmung.
Aufgrund nicht existierender Formzahlen und Kerbwirkungszahlen für Rändelprofile
empfiehlt sich für die Berechnung eine Sicherheit von mindestens SF “ SB “ 1, 2 bis
1, 4.
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5.1.2.5 Verformung des Nabenwerkstoffes
Abbildung 5.2 zeigt durch die Darstellung des Auslegungs- und des Versagenskriteriums
die unterschiedliche Beanspruchung der Rändel. Innerhalb des Auslegungskriteriums
verformen sich die Rändel unter Einwirkung der Flächenpressung an der Rändelflan-
ke. Wie aus den Untersuchungen von Dietz in [29] bekannt, ist die Flächenpressung
über dem Zahn in radialer Richtung betrachtet nicht konstant. In Abhängigkeit des
Eingriffswinkels nehmen die Spannungen im Zahnkopf und Zahnfuß zu.
Nach Überschreiten des Auslegungskriteriums nehmen die Spannungen insbeson-
dere im Zahnfußbereich der Rändel weiter zu und es beginnt eine allmähliche Riss-
initiierung. Bei weiterer Zunahme der Belastung werden die Rändel im Zahnfuß der
Nabe durch die Rändel der Stahlwelle abgeschert. Die zwei lichtmikroskopischen Auf-
nahmen in Abbildung 5.8 zeigen dabei exemplarisch die abgescherten Rändel der Nabe
im Querschliff.
(a) Demontierte Nabe einer formend gefüg-
ten RPV mit Ugeo “ 1{3 t undQA “ 0, 16
(b) Demontierte Nabe einer formend gefüg-
ten RPV mit Ugeo “ 2{3 t und QA “
0, 16
Abbildung 5.8: Querschliff formend gefügter Naben aus EN AW-6082-T6 nach stati-
scher Torsionsbelastung
5.1.2.6 Auswirkungen unterschiedlicher Halbzeuge
Wie in Abbildung 3.8 auf Seite 42 gezeigt, unterscheiden sich die Fließkurven der ver-
wendeten Aluminiumbleche aus EN AW-6082-T6. Die Aluminiumbleche mit der Dicke
von 4 und 5 mm weisen sowohl nach dem Ludwik-Ansatz (Gleichung 3.3) als auch
nach dem Voce-Ansatz (Gleichung 3.6) eine größere Verfestigungsneigung auf als die
beiden Aluminiumbleche mit einer Dicke von 8 und 15 mm. Die unterschiedlichen
Verfestigungsneigungen deuten auf eine halbzeug- und herstellungsbedingte Vorverfes-
tigung hin. Um diese bei der Interpretation der experimentell ermittelten Torsionsmo-
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mente mit einem Wellendurchmesser von DaI “ 15 mm auszuschließen, wurden für
die Nabenlängenverhältnisse von lF {DaI “ 0, 27 (tB “ 4 mm) und lF {DaI “ 0, 53
(tB “ 8 mm) je zwei Versuche mit Aluminiumblechen einer Ausgangsdicke von 15 mm
durchgeführt. Dafür wurden aus zwei 15 mm dicken Naben je zwei 4 und 8 mm dicke
Naben gefertigt. Die experimentell ermittelten Torsionsmomente zur Auswirkung un-
terschiedlicher Halbzeuge stellt Abbildung 5.9 dar. Die numerisch ermittelten Strich-
linien der relativen Festigkeit zeigen dabei wieder den Übergang vom Formen zum
Schneiden. Der Unterschied der maximalen Torsionsmomente TτS bei der formend ge-
fügten RPV mit lF {DaI “ 0, 27 beträgt ca. 25%. Dieser Unterschied stimmt mit der
Fließkurve nach Voce für das 4 mm Aluminiumblech und mit der Fließkurve nach
Ludwik für das 15 mm Aluminiumblech überein. Für die schneidend gefügte RPV
mit lF {DaI “ 0, 27 sind die übertragbaren Torsionsmomente identisch. Die Unterschie-
de in der 0, 2%-Dehngrenze können vernachlässigt werden.
Wie vorstehend erwähnt, sind die Grundfestigkeiten und die Fließkurven der 8 und
15 mm Aluminiumbleche nahezu identisch, vergleiche Tabelle 3.3 und Abbildung 3.8.
Die Unterschiede der maximalen Torsionsmomente TτS der formend und schneidend
gefügten RPV mit lF {DaI “ 0, 53 können vernachlässigt werden.
Abbildung 5.9: Maximal übertragbare Torsionsmomente TτS in Abhängigkeit von ϕ
und lF {DaI zur Ermittlung der Auswirkungen unterschiedlicher Halb-
zeuge einer RPV mit DaI “ 15 mm und Ugeo “ 2{3 t
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5.1.2.7 Variation der Nabenwerkstoffe
Zur Verallgemeinerung der Ergebnisse hinsichtlich der Übertragungsfähigkeit auf ande-
re Aluminium-Knetlegierungen, wurden zusätzlich statische Torsionsversuche mit den
Knetlegierungen EN AW-5083, EN AW-6060-T66 und EN AW-7075-T651 an RPV
mit DaI “ 30 mm durchgeführt. Eine Gegenüberstellung der maximal übertragbaren
Torsionsmomente für die vier untersuchten Aluminium-Knetlegierungen ist in Abbil-
dung 5.10 dargestellt. Die experimentell ermittelten maximalen Torsionsmomente sind
in Abhängigkeit von dem Fasenwinkel der Welle für Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 5
aufgeführt. Dabei ist das jeweilige maximale Torsionsmoment TτS auf das maximale
Torsionsmoment TτS ,ϕ“5˝,6082 für die RPV mit ϕ “ 5˝ und dem Nabenwerkstoff EN
AW-6082-T6 bezogen. Infolge der Ausscheidungshärtung besitzt die hochfeste Knetle-
gierung EN AW-7075-T651 eine hohe Grundfestigkeit [66], [67] und weist das größte
übertragbare Torsionsmoment auf. Die im Vergleich zu den nicht ausscheidungsge-
härteten Werkstoffen geringere Verformungsverfestigung zeigt sich in der verringerten
Steigerung des Torsionsmomentes der formend gefügten RPV gegenüber der schneidend
gefügten RPV. Im Vergleich zu der 6000er Knetlegierung EN AW-6082-T6 beträgt die
mögliche Steigerung bei einem Übermaß von 2{3 t ca. 20%, siehe Abbildung 5.10.
Abbildung 5.10: Normierte Torsionsmomente TτS in Abhängigkeit von ϕ für die
vier untersuchten Nabenwerkstoffe einer RPV mit DaI “ 30 mm,
Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 50
101
Darüber hinaus zeigt sich ebenso nach der Demontage ein grundverschiedenes Ver-
halten der gerändelten Nabe aus EN AW-7075-T651. Im Unterschied zu den Naben
der 5000er und 6000er Serie besteht hier nicht der übliche Zusammenhalt zwischen
den abgescherten Rändeln und dem Restwerkstoff der Nabe. Die abgescherten Rändel
befinden sich teilweise in der Welle und fallen spanförmig aus der Nabe.
Wie aus Abbildung 5.10 ersichtlich wird, beträgt der Unterschied im maximal über-
tragbaren Torsionsmoment zwischen der formend gefügten RPV mit der Nabe aus EN
AW-6082-T6 und der schneidend gefügten RPV mit der Nabe aus EN AW-7075-T651
lediglich ca. 20%. Der Unterschied in der Grundfestigkeit der verwendeten Aluminium-
bleche aus EN AW-6082-T6 und EN AW-7075-T651 beträgt jedoch ca. 90%, vergleiche
Tabelle 3.3 und Tabelle 3.4. Damit wird deutlich, dass ein formend gefügter RPV mit
einem niedrigfesten Nabenwerkstoff annähernd die gleichen Torsionsmomente übertra-
gen kann, wie ein schneidend gefügter RPV mit einem höherfesten Nabenwerkstoff. Wie
die statischen Festigkeitswerte bereits vermuten lassen, liegt außerdem das übertrag-
bare Torsionsmoment der RPV mit Naben aus EN AW-5083 und EN AW-6060-T66
absolut betrachtet auf einem niedrigeren Niveau als mit Naben aus EN AW-6082-T6.
Tendenziell stimmen die Ergebnisse mit den vorstehend beschriebenen Versuchen der
6000er Knetlegierung EN AW-6082-T6 überein.
5.1.2.8 Verhalten nach Überschreiten des Versagenskriteriums
Um das Übertragungsverhalten nach Überschreiten des Versagenskriteriums zu ermit-
teln, wurden ausgewählte Verbindungen einer dreimaligen Torsionsbelastung über den
Maximalwert hinaus unterzogen. Die Torsionsbelastung erfolgte dabei immer in der
gleichen Richtung. In Abbildung 5.11 ist die normierte Torsionsmoment-Verdrehwinkel-
Kurve einer formend gefügten RPV bei dreimaliger Torsionsbelastung (Durchrutschen)
exemplarisch dargestellt. Das Torsionsmoment ist dabei auf das maximale Torsionsmo-
ment TτS ,V ersuch 1 des ersten Versuches bezogen.
Die experimentell ermittelten Ergebnisse zeigen, dass nach erstmaligem Überschrei-
ten des Versagenskriteriums zwischen 40% und 60% des maximalen Torsionsmomen-
tes übertragen werden können, bevor die Verbindung erneut durchrutscht. Nach zwei-
maligem Durchrutschen sind je nach Legierung und Fügevorgang zwischen 20% und
40% des maximalen Torsionsmomentes möglich. Bei der hochfesten 7000er Aluminium-
Knetlegierung war speziell bei der formend-schneidend (ϕ “ 45˝) und schneidend
(ϕ “ 90˝) gefügten RPV zu beobachten, dass weniger als 30% des maximalen Torsi-
onsmomentes bei wiederholter Torsionsbelastung übertragen werden können. Die Über-
tragung des Torsionsmomentes beruht nach dem Abscheren auf einem überwiegenden
Reibschlussanteil.
5.1.3 Einflussanalyse der dynamischen
Torsionsmomentübertragung
Die dynamisch schwellenden und die dynamisch wechselnden Torsionsversuche wurden
mit den RPV der Größe DaI “ 30 mm, dem Nabenlängenverhältnis lF {DaI “ 0, 5 und
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Abbildung 5.11: Normierte Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurven eines RPV bei
dreimaliger Torsionsbelastung (Durchrutschen) mit DaI “ 15mm,
ϕ “ 5˝, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 27
der Werkstoffkombination 100Cr6 gehärtet gegen EN AW-6082-T6 durchgeführt. Das
Lastniveau war dabei stets unterhalb der statischen Übertragungsfähigkeit mit rein
schwellender (R “ 0) und rein wechselnder Belastung (R “ ´1). Als Ergebnis wurden
für die RPV mit einem Fasenwinkel von ϕ “ 5˝ zwei Anriss-Wöhlerlinien aufgenom-
men. Die formend gefügten RPV erwiesen sich hinsichtlich der relativen Festigkeit
sowie der statischen Übertragungsfähigkeit als Optimum. Die Versuche zur Ermitt-
lung der Anriss-Wöhlerlinien im Zeitfestigkeitsbereich wurden im Perlschnurverfahren
durchgeführt. Dadurch konnte der Versuchsumfang gegenüber dem üblich verwendeten
Horizontverfahren klein gehalten werden [96].
In Kapitel 3 wurde bereits erläutert, dass aufgrund des Kfz-Gitters des Alumini-
ums keine ausgeprägte Dauerfestigkeitsgrenze angegeben werden kann. Um jedoch eine
Aussage für eine betriebssichere Auslegung treffen zu können, wurden die dynami-
schen Versuche bis zu einer Lastwechselzahl von N “ 107 gefahren. Weiterhin wurden
Stichprobenversuche an RPV mit einem Fasenwinkel von 45˝ und 90˝, durchgeführt.
Analog zu den ZWV [29], [92] und [32] sind auch bei den hier untersuchten RPV zwei
Versagensarten aufgetreten:
• Schwingungsverschleiß und Anrisse der Nabe
• Bruch der Welle
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5.1.3.1 Schwingungsverschleiß und Anrisse der Nabe
Die Überlagerung des Fügevorganges und der dynamischen Torsion, verbunden mit der
starken Kerbwirkung des RAA-Profils führt bei der Stahl-Aluminium-RPV zu einem
mehrachsigen Spannungszustand im Zahnfußbereich der Aluminiumnabe. Infolge der
dynamischen Torsionsbelastung kommt es zu Relativbewegungen zwischen den Rändel-
flanken vonWelle und Nabe. Die Relativbewegungen, bedingt durch den vergleichsweise
großen Profilöffnungswinkel von α “ 101˝, führen im Bereich der Lasteinleitungsseite
zu Reibkorrosion (Schwingungsverschleiß) in der Verzahnung, was anschließend zum
Anriss im Zahnfuß und im Bereich der Flanke der RPV führt. Abbildung 5.12 links
zeigt den Bereich der Reibkorrosion qualitativ.
(a) Bereich der Reibkorrosion an der Lastein-
leitungsseite einer RPV
(b) Passungsrostbildung während des
Versuches einer schneidend gefügten
RPV
Abbildung 5.12: Passungsrostbildung bei dynamischer Torsionsmomentübertragung
Im rechten Teilbild von Abbildung 5.12 ist die Passungsrostbildung während eines
Stichprobenversuches mit einer schneidend gefügten RPV dargestellt.
Im Unterschied zu der formend gefügten RPV ist hierbei eine deutliche Zunahme des
Schwingverschleißes und ein Ausbrechen der Nabenverzahnung an der Lasteinleitungs-
seite zu beobachten. Begünstigt wird dies durch die verringerte Radialspannung (Vor-
spannung) infolge des schneidenden Fügevorganges, was auch mit den Passungsrost-
und Verschleißerscheinungen der ZWV nach Zapf [30] und Schäfer [32] vergleich-
bar ist. Bei den ZWV entsteht ebenfalls der Verschleiß an den Zahnflanken durch
die Relativbewegungen zwischen Welle und Nabe und ist neben dem Versagen durch
Bruch der Welle die häufigste Ausfallursache [29]. Der Passungsrost bei der Stahl-
Aluminium-Kombination ist infolge der Aluminiumoxidbildung gräulich, siehe Abbil-
dung 5.12 rechts. Analog zu den ZWV mit Presssitz, welche die Betriebseigenschaf-
ten verbessern und infolge dessen den Schwingungsverschleiß reduzieren [39], ist auch
bei den formend gefügten RPV die Passungsrostbildung infolge der erhöhten Radi-
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alspannung geringer. Die erhöhte Vorspannung bewirkt somit eine Verringerung der
Relativbewegungen an den Zahnflanken. Gleichzeitig erhöht sich dadurch die Tangen-
tialspannung im Zahnfuß der Nabe, was wiederum Anrisse begünstigt. Das kritische
Bauteil bezüglich der Dauerfestigkeit ist die Aluminiumnabe.
Die Anrisse in der Aluminiumnabe verlaufen sternförmig vom Zahnfuß und der Flan-
ke in radialer Richtung und wachsen mit zunehmender Lastwechselzahl über die ge-
samte Verbindungslänge (lF ) an. Je nach Höhe der Belastung variiert das radiale Riss-
wachstum und nimmt infolge der abnehmenden Radial- und Tangentialspannung zum
äußeren Rand der Nabe hin ab. Die Risse und Anrisse wurden nach Beendigung der
Versuche mit Hilfe der Eindringprüfung nach DIN EN ISO 3452 [97] deutlich sichtbar
gemacht und gemessen. In Abbildung F.4 auf Seite 159 ist eine angerissene RPV wäh-
rend der Eindringprüfung dargestellt. Im linken Teilbild von Abbildung 5.13 sind die
radial nach außen verlaufenden Anrisse sowie der Bruch der Nabe einer formend ge-
fügten RPV nach ca. N “ 1, 42 ¨ 106 Lastwechseln bei schwellender Belastung (R “ 0)
und einem Belastungsverhältnis von Ta{TτS “ 0, 23 dargestellt.
(a) Anrisse und gebrochene Nabe einer for-
mend gefügten RPV nach N “ 1, 43 ¨ 106
Lastwechsel bei R “ 0 und einem Belas-
tungsverhältnis von Ta{TτS “ 0, 23
(b) Anrisse und zerstörte Verzahnung der
Nabe einer schneidend gefügten RPV
nach N “ 1, 67 ¨ 106 Lastwechsel bei
R “ 0 und einem Belastungsverhältnis
von Ta{TτS “ 0, 29
Abbildung 5.13: Gebrochene Nabe und zerstörte Verzahnung schwellend (R “ 0) be-
lasteter RPV mit DaI “ 30 mm, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 5
Aufgrund der erhöhten Radialspannungen sowie der Duktilität des Nabenwerkstoffes
EN AW-6082-T6 war auch nach bereits erfolgten Anrissen der Nabe kein merkliches
Ausschlagen der Verbindung zu erkennen, vergleiche auch [43]. Die separaten Win-
kelmessungen zeigten ebenfalls keine auswertbare Verdrehwinkeländerung bei kleinen
Anrissen in der Nabe. Das rechte Teilbild in Abbildung 5.13 zeigt eine schneidend gefüg-
te RPV mit angerissener Nabe und zerstörter Verzahnung an der Lasteinleitungsseite
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nach schwellender Torsionsbelastung (R “ 0). Der Versuch mit dem Belastungsver-
hältnis Ta{TτS “ 0, 29 wurde nach N “ 1, 67 ¨ 106 Lastwechseln beendet.
Im Unterschied dazu zeigen die institutsinternen Untersuchungen an schneidend ge-
fügten Stahl-Aluminium-Druckguss-RPV [93] ein Versagensbild wie die von Zapf in
[30] aufgeführten Schadensfälle an ZWV. Die Einflüsse auf das Verschleißverhalten
der ZWV können auch auf die RPV übertragen werden, vergleiche Abbildung 2.5 auf
Seite 13. So spielt neben den tribologischen Parametern und der Art des Betriebs-
zustandes ebenso der Werkstoff eine wichtige Rolle. Letzterer wurde in Zugversuchen
analysiert; dabei erwies sich der in [93] verwendete Aluminium-Druckguss AlSi10Mg-
T6 mit einer Bruchdehnung von A ă 1% als sehr spröde. Die unter rein wechseln-
der Torsion (R “ ´1) getesteten RPV zeigten bei einem Belastungsverhältnis von
Ta{TτS “ 0, 4 und Ta{TτS “ 0, 28 eine durch Verschleiß völlig abgetragene beziehungs-
weise ausgeschlagene Nabenverzahnung. Die Relativbewegungen zwischen den Flanken
der gerändelten Welle und Nabe, sowie der spröde Werkstoff führen zu diesen Ver-
schleißerscheinungen. Die Rändelung der ebenfalls gehärteten Welle aus 100Cr6 war
dabei nicht beschädigt [93].
In Abbildung 5.14 ist eine geöffnete RPV nach N “ 3, 3 ¨ 106 Lastwechsel bei wech-
selnder Torsion (R “ ´1) dargestellt. Die Passungsrosterscheinungen an der Lasteinlei-
tungsstelle sowie die verschlissene Rändelung in diesem Bereich der Nabe sind deutlich
zu erkennen. An der Welle zeigen sich aufgrund des Härteverhältnis keine Verschleiß-
erscheinungen. Die axiale Länge der Passungsrostzone ls erstreckt sich dabei über ca.
0, 25 ¨ lF .
(a) geöffnete Nabe mit Welle (b) geöffnete Nabe
Abbildung 5.14: Passungsrostbildung in einer formend gefügten RPV mit
DaI “ 30 mm, Ugeo “ 1{3 t und lF {DaI “ 0, 50 nach
N “ 3, 3 ¨ 106 Lastwechsel bei wechselnder Torsion
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5.1.3.2 Bruch der Welle
Wie aus den nachfolgenden Anriss-Wöhlerlinien im Zeitfestigkeitsbereich ersichtlich
wird, wurden die Versuche unterhalb der statischen Übertragungsfähigkeit durchge-
führt. Neben den Anrissen in der Nabe, kam es bei einem Versuch zum Bruch der
Welle. Die Beobachtungen während des Versuchs zeigten, dass der Bruch der Welle
nach dem Anriss der Nabe eingetreten ist. Das Belastungsverhältnis bei diesem Ver-
such war Ta{TτS “ 0, 35.
5.1.3.3 Dynamisch schwellend - Anriss-Wöhlerlinie
Die Frequenz der Versuche bei schwellender Beanspruchung betrug 20 Hz. In Abbil-
dung 5.15 sind die Ergebnisse für die formend gefügten RPV (ϕ “ 5˝) mit DaI “
30 mm, Ugeo “ 2{3 t, und lF {DaI “ 0, 5 dargestellt.
Abbildung 5.15: Anriss-Wöhlerlinie einer formend gefügten RPV mit DaI “ 30 mm,
Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 50 bei schwellender Torsionsbelastung
Die Ergebnisse verdeutlichen, dass für eine betriebssichere Auslegung bis zu einer
Lastwechselzahl von N “ 107 bei rein schwellender Torsionsbelastung die dynamisch
ertragbare Torsionsmomentamplitude lediglich 12% des statischen Maximalwertes be-
trägt. Der Neigungsexponent des Zeitfestigkeitsbereiches für die schwellende Beanspru-
chung beträgt k « 3, 5. Aufgrund der Ergebnisse und des linearen Zusammenhanges
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des lF {DaI -Verhältnisses sollten die dynamischen Versuchsergebnisse auf vergleichbare
Stahl-Aluminium-RPV aus EN AW-6082-T6 übertragbar sein.
5.1.3.4 Dynamisch wechselnd - Anriss-Wöhlerlinie
Die Versuche zur Bestimmung der Anriss-Wöhlerlinie im Zeitfestigkeitsbereich bei
wechselnder Belastung wurden bei einer Frequenz von f “ 10 Hz durchgeführt. Das
Perlschnurverfahren kam erneut zur Anwendung. Um den Fugendruck und damit die
Tangentialspannungen im Zahnkopf der Nabe zu reduzieren, wurden diese Versuche
mit einem geometrischen Übermaß von 1{3 t durchgeführt. Die Ergebnisse für die for-
mend gefügten RPV mit DaI “ 30 mm, Ugeo “ 1{3 t und lF {DaI “ 0, 5 sind in
Abbildung 5.16 zu sehen.
Abbildung 5.16: Anriss-Wöhlerlinie einer formend gefügten RPV mit DaI “ 30 mm,
Ugeo “ 1{3 t und lF {DaI “ 0, 50 bei wechselnder Torsionsbelastung
Für eine betriebssichere Auslegung bis zu einer Lastwechselzahl von N “ 107 bei rein
wechselnder Torsionsbelastung beträgt die dynamisch ertragbare Torsionsmomentam-
plitude 13% des statischen Maximalwertes. Die ertragbare Torsionsmomentamplitude
zeigt im Vergleich zur vorstehend beschriebenen RPV mit Ugeo “ 2{3 t keine nega-
tiven Einflüsse des umgeformten Nabenwerkstoffes. Darüber hinaus lässt sich für die
Werkstoffkombination 100Cr6 gehärtet gegen EN AW-6082-T6 kein Mittelspannungs-
einfluss ableiten. Der Neigungsexponent des Zeitfestigkeitsbereiches für die wechselnde
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Belastung beträgt « 5. Anhand der Ergebnisse und des linearen Zusammenhanges des
lF {DaI -Verhältnisses sind diese Ergebnisse analog zu den rein schwellenden Versuchen
auf vergleichbare Stahl-Aluminium-RPV übertragbar.
5.1.4 Sekundäre Belastung - Temperatur
Die statischen Torsionsversuche zur sekundären Belastung - Temperatur - erfolgten
nach der in Kapitel 3 auf Seite 36 beschrieben Vorgehensweise sowie in zwei Kategorien.
Die Versuche wurden prüfstandsbedingt mit den RPV der Größe DaI “ 15mm und in
der Werkstoffkombination 100Cr6 gehärtet gegen EN AW-6082-T6 durchgeführt [58].
5.1.4.1 Temperaturzwischenbehandlung
Die Temperaturzwischenbehandlung von ϑ1 “ ´40˝C und ϑ1 “ 120˝C erfolgte wäh-
rend der Sitzzeit von 24 h. Die Torsionsversuche selbst wurden anschließend bei RT
durchgeführt. Abbildung 3.6 auf Seite 37 zeigt den qualitativen Temperatur-Zeit-Verlauf
der Temperaturzwischenbehandlung ϑ1. Die experimentell ermittelten maximal über-
tragbaren Torsionsmomente TτS sind in Abhängigkeit der Zwischenbehandlungstempe-
ratur ϑ1 für die untersuchten RPV in Abbildung 5.17 dargestellt.
Abbildung 5.17: Einfluss der Temperaturzwischenbehandlung ϑ1 auf das maximal
übertragbare Torsionsmoment TτS von RPV mit DaI “ 15 mm bei
Variation von ϕ, Ugeo und lF {DaI
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Neben dem Fasenwinkel der Welle (ϕ “ 5˝, 15˝ und 45˝) wurden ebenso das geome-
trische Übermaß (Ugeo “ 1{3 t und 2{3 t) sowie das Nabenlängenverhältnis (lF {DaI “
0, 27 und 0, 53) variiert. Es zeigt sich, dass die Temperaturzwischenbehandlung während
der 24-stündigen Sitzzeit im Vergleich zu den bei RT gelagerten RPV keinen Einfluss
auf das maximal übertragbare Torsionsmoment hatte. Die Warmauslagerungstempe-
ratur des Aluminiums EN AW-6082-T6 liegt für den T6 Zustand bei ca. 160˝C. Eine
bleibende Reduzierung der Werkstofffestigkeit bei einer 24-stündigen Temperaturzwi-
schenbehandlung von 120˝C war nicht festzustellen. Nach Überschreiten der Warmaus-
lagerungstemperatur von 160˝C oder bei längerer Temperaturbelastung sollte sich die
Festigkeit verringern, vergleiche hierzu auch [68].
5.1.4.2 Betriebstemperatur
Neben der Temperaturzwischenbehandlung ist ebenso die Übertragungsfähigkeit bei
reduzierter beziehungsweise erhöhter Betriebstemperatur (ϑ2) von Relevanz. Hierfür
wurden Stichprobenversuche bei einer Temperatur von ϑ2 “ ´30˝C und 100˝C auf
dem universellen Reibwertprüfstand mit Klimakammer durchgeführt. In Abbildung C.1
auf Seite 149 im Anhang ist der Prüfstand dargestellt. Die RPV wurden ca. 2 h auf die
entsprechenden Betriebstemperaturen von ´30˝C beziehungsweise 100˝C temperiert
und anschließend bei der jeweiligen Prüftemperatur statisch verdreht. Die ermittelten
maximal übertragbaren Torsionsmomente TτS sind analog zur Temperaturzwischenbe-
handlung ϑ1 in Abhängigkeit der Betriebstemperatur ϑ2 in Abbildung 5.18 dargestellt.
Die Torsionsmomente TτS sind dabei auf das Torsionsmoment TτS ,lF {DaI“0,53,ϑ“20˝C
für die RPV mit lF {DaI “ 0, 53 bei ϑ “ 20˝C bezogen. Die übertragbaren Torsions-
momente sind sowohl bei ´30˝C als auch bei 100˝C im Vergleich zu RT (ϑ “ 20˝C)
kleiner. Bei einer Temperatur von 100˝C nimmt die Übertragungsfähigkeit um ca. 15%
ab. Dies entspricht näherungsweise der Reduzierung der Werkstofffestigkeit zwischen
RT und der erhöhten Temperatur von 100˝C aus dem statischen Zugversuch, siehe
Tabelle 3.3 auf Seite 38. Nach [68] und [98] sollten die Versuche bei ´30˝C ein gleiches
beziehungsweise leicht höheres übertragbares Torsionsmoment aufweisen, da die reine
Werkstofffestigkeit bei Temperaturen unter 0˝C zunimmt, siehe auch Abbildung A.1.
Infolge der unterschiedlichen Längenausdehnungskoeffizienten von Stahl und Alumini-
um erhöht sich jedoch die Radialspannung, was zu einem zusätzlichen „Fließen“ führen
kann. Der Unterschied der experimentell ermittelten Torsionsmomente betrug jedoch
lediglich ca. 5% und ist demnach vernachlässigbar.
5.2 Analytische Betrachtungen zur
Torsionsmomentübertragung
5.2.1 Einführende Bemerkungen
Die experimentellen Ergebnisse der statischen Torsionsversuche zur Festigkeit des Wel-
lenwerkstoffes, siehe Seite 96 haben gezeigt, dass die Torsionsspannungen der Welle bei
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Abbildung 5.18: Einfluss der Betriebstemperatur ϑ2 auf das maximal übertragbare Tor-
sionsmoment TτS von formend gefügten RPV mit DaI “ 15 mm,
Ugeo “ 2{3 t bei Variation von lF {DaI
einer Stahl-Aluminium-RPV für die analytische Berechnung des übertragbaren Tor-
sionsmomentes zu berücksichtigen sind. Die infolge des Formschlusses vergleichsweise
hohen statischen übertragbaren Torsionsmomente einer RPV können zur bleibenden
Verdrillung beziehungsweise zum Bruch der Welle führen. Die nachfolgenden analyti-
schen Betrachtungen zur reibformschlüssigen Stahl-Aluminium-RPV gelten unter fol-
genden Voraussetzungen:
• die Festigkeit der Welle ist deutlich größer als die der Nabe
• die elastischen Deformationen der Welle sind vernachlässigbar
• die Nabe besteht aus einem homogenen isotropen Werkstoff
• das Durchmesserverhältnis der Welle beträgt QI “ 0
• das Durchmesserverhältnis der Nabe beträgt QA ď 0, 5
• es wird der ebene Spannungszustand (ESZ) vorausgesetzt
• die Temperatur von Welle und Nabe sind identisch
Aufgrund des Steifigkeitsverhältnisses von Welle : Nabe von ca. 3 : 1 kann die Bie-
gebelastung der eingebrachten Rändelung in der Nabe bei der Torsionsmomentüber-
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tragung vernachlässigt werden. Darüber hinaus wird der Spannungszustand infolge des
Längseinpressens auch für die Berechnung des Torsionsmomentes angenommen.
5.2.2 Berechnungsmodell Auslegungskriterium - statisch
Das Auslegungskriterium TpF , bei dem es zu keinen bleibenden Verformungen der Ver-
bindung kommt, wird in Anlehnung an die formschlüssige Kerbzahnverbindung mit
Gleichung 5.10 berechnet und beruht auf der zulässigen Flächenpressung:
TpF “ DW
2
¨ htR ¨ lF ¨ z ¨ pF
`
εplRPV
˘
(5.10)
Die geometrischen Größen sind dabei der Wirkdurchmesser DW , die tragende Rän-
delhöhe der Nabe htR, die Länge der Fuge lF und die Rändelanzahl z ; die werkstoff-
technische Größe ist die zulässige Flächenpressung pF
`
εplRPV
˘
. Der Wirkdurchmesser
DW ist der um das geometrische Übermaß verringerte Außendurchmesser des Innen-
teils DaI . Die Länge der Fuge lF entspricht der Länge der Nabe. Das axiale „Fließen“
des Nabenwerkstoffes bei den formend gefügten RPV ab einem geometrischen Übermaß
von Ugeo ě 2{3 t bleibt dabei unberücksichtigt, da dies nicht zur Übertragungsfähig-
keit beiträgt. Wie bereits in [5] gezeigt, ist der Wirkdurchmesser neben der Wellen-
und Rändelgeometrie ebenfalls vom Steifigkeitsverhältnis abhängig. Die Berechnung
des Wirkdurchmessers DW der Normalkraft FN erfolgt mit Gleichung 5.11:
DW “
˜
DaI ´ Ugeo
2
¸
(5.11)
Die tragende Rändelhöhe htR wird mit Gleichung 5.12 berechnet:
htR “ Ugeo
2
(5.12)
Wie aus Abbildung 4.23 auf Seite 77 hervorgeht, kann für den Gültigkeitsbereich
von QA ď 0, 5 die Aufweitung der Nabe vernachlässigt werden. Gleichung 5.13 stellt
den Zusammenhang zwischen der Rändelteilung t, dem Wellendurchmesser DaI und
der Anzahl der Rändel z her; die Rändelanzahl ist dabei immer ganzzahlig:
z « pi ¨DaI
t
(5.13)
Die zulässige Flächenpressung pF
`
εplRPV
˘
in der Verbindung ist eine Funktion der
Fließspannung kf
`
εplRPV
˘
und berechnet sich mit Gleichung 4.10.
5.2.3 Berechnungsmodell Versagenskriterium - statisch
Die Berechnung des maximal übertragbaren Torsionsmomentes TτS beruht auf dem
Versagenskriterium τS . Bei Erreichen dieses Torsionsmomentes werden die Rändel in
der Nabe abgeschert, siehe Abbildung 5.2. Das maximal übertragbare Torsionsmoment
wird in Anlehnung an die Kerbzahnverbindung mit Gleichung 5.14 berechnet:
112
TτS “ DaI2 ¨ lF ¨ t ¨ z ¨ τS
`
εplRPV
˘
(5.14)
Im Unterschied zu Gleichung 5.10 wird für die angreifende Tangentialkraft mit DaI
der Nenndurchmesser der gerändelten Welle im gefügten Zustand angenommen. Die-
se Annahme ist zulässig, weil die Rändel der Aluminiumnabe im Zahnfuß abgeschert
werden. Die weiteren geometrischen Größen sind mit lF die Länge der Fuge, t die Rän-
delteilung und z die Anzahl der Rändel. Die Anzahl der Rändel wird mit Gleichung 5.13
berechnet.
Die kritische Schubspannung τS
`
εplRPV
˘
ist die werkstofftechnische Größe für die
Stahl-Aluminium-RPV und wird gemäß der Schubspannungshypothese nach Tresca
mit Gleichung 5.15 ermittelt:
τS
`
εplRPV
˘ “ fˆkf`εplRPV ˘˙ “ 12 ¨ kf`εplRPV ˘ (5.15)
In Abbildung 5.19 ist ein Vergleich der analytisch (˙) berechneten und experimentell
(D) ermittelten Torsionsmomente TτS der RPV mit dem Wellendurchmesser von DaI “
15 mm aus Abbildung 5.3 abgebildet.
Abbildung 5.19: Vergleich der analytisch (˙) berechneten und experimentell (D) er-
mittelten übertragbaren Torsionsmomente TτS in Abhängigkeit von ϕ
und lF {DaI einer RPV mit DaI “ 15 mm und Ugeo “ 2{3 t
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Die Torsionsmomente sind in Abhängigkeit von ϕ sowie dem bezogenen Naben-
längenverhältnis von lF {DaI “ 0, 53 und 0, 27 dargestellt und auf das experimentell
ermittelte Torsionsmoment TτS ,ϕ“5˝,lF {DaI“0,53,Experiment bezogen. Die analytisch be-
rechneten Torsionsmomente liegen im Durchschnitt ca. 15% über den experimentell
ermittelten Werten.
Abbildung 5.20 zeigt einen Vergleich der analytisch (˙) berechneten Torsionsmo-
mente mit den experimentell (D) ermittelten Torsionsmomenten TpF und TτS der
RPV mit dem Wellendurchmesser von DaI “ 30 mm aus Abbildung 5.4. Die Tor-
sionsmomente sind ebenfalls in Abhängigkeit von ϕ und dem bezogenen Nabenlän-
genverhältnis lF {DaI dargestellt und auf das experimentell ermittelte Torsionsmoment
TτS ,ϕ“5˝,lF {DaI“0,5,Experiment bezogen. Die Strichlinien aus der relativen Festigkeit (ver-
gleiche Abbildung 4.17), zeigen den Einfluss des Fasenwinkels auf das übertragbare Tor-
sionsmoment (Formen Ñ Schneiden). Die Übereinstimmung kann als gut bezeichnet
werden.
Abbildung 5.20: Vergleich der analytisch (˙) berechneten und experimentell (D) ermit-
telten übertragbaren Torsionsmomente TpF und TτS in Abhängigkeit
von ϕ und lF {DaI einer RPV mit DaI “ 30 mm und Ugeo “ 2{3 t
Die Berücksichtigung sekundärer Belastungen wie beispielsweise Temperatur kann
über temperaturabhängige Werkstoffkennwerte (Fließkurve) erfolgen.
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5.2.4 Berechnungsmodell Versagenskriterium - dynamisch
Die Berechnung des dynamisch übertragbaren Torsionsmomentes beruht auf dem Ver-
sagenskriterium nach Gleichung 5.14. Die Berücksichtigung der dynamischen Belas-
tungen erfolgt durch den experimentell ermittelten Faktor Kdyn. Dieser reduziert das
maximal übertragbare statische Torsionsmoment und berücksichtigt die ertragbaren
dynamischen Belastungen bis zu einer Lastwechselzahl von N “ 107. Aufgrund des
nicht vorhandenen Mittelspannungseinflusses und der gleichen Reduzierung der stati-
schen Torsionsmomente, wird für die schwellende und wechselnde Belastung der Faktor
von Kdyn “ 0, 12 empfohlen. Die dynamisch bis zu einer Lastwechselzahl von N “ 107
ertragbare Torsionsmomentamplitude TτSdyn kann mit Gleichung 5.16 berechnet wer-
den:
TτSdyn “ TτS ¨Kdyn (5.16)
5.2.5 Gültigkeitsbereich und Validierung
Die experimentellen Untersuchungen zur Torsionsmomentübertragung wurden mit ei-
ner repräsentativen Auswahl an aushärtbaren Aluminium-Knetlegierungen (EN AW-
6060-T66, EN AW-6082-T6 und EN AW-7075-T651) und einer nicht aushärtbaren
Aluminium-Knetlegierung (EN AW-5083) durchgeführt. Für die Überprüfung der An-
wendbarkeit der hier vorgestellten Berechnungsmethode wurden Vergleichsrechnungen
durchgeführt. Sie basierten auf den experimentellen Untersuchungen der RPV mit ei-
nem Wellendurchmesser von DaI “ 15 und 30 mm.
In Abbildung 5.21 sind die aus der Rückrechnung nach Gleichung 5.14 und Glei-
chung 5.15 ermittelten Fließspannungen kf
`
εplRPV
˘
für die RPV mit einem Wellen-
durchmesser von DaI “ 15 mm und die Fließspannungen kf
`
εpl
˘
der Aluminiumbleche
eingezeichnet. Wie die experimentellen Werte zeigen, stimmt die Fließspannung bis auf
die Bereiche kleiner Umformgrade von εplRPV ă 1 gut überein. Die Torsionsversuche
mit unterschiedlichen Halbzeugen bestätigten zwar eine größere Verfestigungsneigung
des 4 mm Bleches im Vergleich zu den 8 und 15 mm Blechen, siehe Abbildung 5.9
auf Seite 100. Jedoch führt der Ludwik-Ansatz zu einer zu großen Verfestigung, so-
dass für das 4 mm Blech der Voce-Ansatz verwendet wurde. Für den Bereich von
εplRPV ą 1, 5 gibt die Fließkurve nach Voce (Strichlinie) die aus der Rückrechnung
ermittelten Fließspannungen für das Aluminiumblech mit einer Dicke von 4 mm gut
wieder. Gleiches gilt für die Fließspannungen der RPV mit dem Aluminiumblech von
8 und 15 mm.
In Abbildung 5.22 sind die Fließkurven der 8 und 15 mm Bleche sowie die aus der
Rückrechnung nach Gleichung 5.14 und Gleichung 5.15 ermittelten Fließspannungen
für die RPV mit einem Wellendurchmesser von DaI “ 30 mm eingezeichnet.
Hier zeigt sich, dass die Fließkurven und die zurückgerechneten Fließspannungen
gut übereinstimmen. Lediglich die zwei Versuchsergebnisse aus den Versuchen mit dem
Fasenwinkel von ϕ “ 45˝ und einem Umformgrad von εplRPV « 2, 1 weichen von den
Fließkurvenansätzen ab.
115
Abbildung 5.21: Vergleich der Fließkurven kf
`
εpl
˘
nach Ludwik und Voce sowie aus
der Rückrechnung ermittelte Fließspannungen kf
`
εplRPV
˘
für die RPV
mit DaI “ 15 mm
Für die Aluminium-Knetlegierungen EN AW-6060-T66 und EN AW-6082-T6 besit-
zen die Berechnungsmodelle sowohl für das Schneiden als auch für das Formen Gül-
tigkeit. Eine Übertragbarkeit auf andere Wellendurchmesser sowie weitere Aluminium-
Knetlegierungen der 6000er Serie ist daher möglich.
Für die nicht aushärtbare 5000er Legierung sowie die höherfeste 7000er Legierung
weichen die Torsionsmomente durchschnittlich um 25% und maximal bis zu 70% ab.
Aufgrund der Zusammensetzung in den Legierungsbestandteilen sowie aufgrund des
Versagens erfordern die Legierungen EN AW-5083 und EN AW-7075-T651 noch eine
Anpassung des Berechnungsmodells [66], [67].
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Abbildung 5.22: Vergleich der Fließkurven kf
`
εpl
˘
nach Ludwikmit den aus der Rück-
rechnung ermittelten Fließspannungen kf
`
εplRPV
˘
für die RPV mit
DaI “ 30 mm
117
118
6 Hinweise für die Herstellung,
Gestaltung und Montage
Die übergeordnete Anforderung an die RPV resultiert aus dem Vorteil der einfacheren
Herstellung der Verbindung gegenüber einer PV und einer ZWV. Die geometrischen
und werkstofftechnischen Gestaltungshinweise wurden aus den experimentellen und
den numerischen Untersuchungsergebnissen abgeleitet.
6.1 Herstellung und Gestaltung der gerändelten
Welle
Wie in der vorliegenden Arbeit umfassend dargestellt wurde, kann die Rändelung der
Welle sowohl spanend mittels Fräsen als auch formend mittels Rändelrad beziehungs-
weise durch rekursives Axialformen hergestellt werden. Bei kleinen Stückzahlen ist
Fräsen zu empfehlen; die Verzahnungsqualität der Rändelung ist hoch und die Welle
maßhaltig. Nachteilig sind jedoch die zeitintensive Bearbeitung und der Werkzeugver-
schleiß. Um den notwendigen Härteunterschied zwischen Welle und Nabe zu realisieren,
sind die Wellen nach der Bearbeitung zu härten. Die verzunderte Oberfläche der Rän-
del kann nach dem Härten mit Hilfe von Feinstrahlen gereinigt werden. Die Rändel
werden dadurch nicht beschädigt.
Bei einer Serienproduktion ist das rekursive Axialformen empfehlenswert. Die Ver-
zahnungsqualität der Rändelung ist hoch, die Rändelung ist maßhaltig und erfährt
zudem herstellungsbedingt eine Verfestigung [79]; nachteilig ist hier lediglich die kos-
tenintensive Fertigung der Matrize.
Die Herstellung der gerändelten Welle mit einem Rändelrad nach DIN 403 [42] ist auf-
grund der entstehenden Teilungsfehler, der nicht voll ausgeformten Rändel und der un-
terschiedlichen Wellendurchmesser lediglich für Stichprobenversuche empfehlenswert.
Da der Fügeprozess das Übertragungsverhalten der RPV in Abhängigkeit des Fa-
senwinkels maßgeblich bestimmt, stellt die RPV im Vergleich zur PV und ZWV eine
zusätzliche Anforderung an die Welle; sie leitet nicht nur das Torsionsmoment, sondern
stellt auch als Werkzeug die Rändelung in der Nabe her. Für einen gesicherten Fü-
gevorgang sollte ein Härteverhältnis von mindestens 2, 5 : 1 (Welle : Nabe) vorliegen.
Dies bietet somit Festigkeitsreserven bei der zulässigen Torsionsspannung der Welle.
Ist der Härteunterschied kleiner als 2, 5 : 1, kann es mit zunehmender Einpresstiefe zu
einer Verschlechterung der Umformungs- und Zerspanungsbedingungen kommen. Die
Folge ist ein verringerter Spanquerschnitt und eine verstärkte Aufweitung der Nabe
sowie eine Erhöhung der Fügekraft, siehe hierzu auch [5].
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Die formend und formend-schneidend hergestellten RPV zentrieren sich aufgrund des
Fasenwinkels der Welle ϕ selbst. Die Konzentrizität von Welle und Nabe ist dadurch
gewährleistet. Um eine exzentrische Montage von Welle und Nabe bei schneidend gefüg-
ten RPV (ϕ ą 60˝) zu vermeiden, kann die Welle mit einem Führungszapfen versehen
werden, siehe [5]. Jedoch muss dafür der Bauraum vorgehalten werden.
Für hohe übertragbare Torsionsmomente und/oder Axialkräfte sind Wellen mit ei-
nem Fasenwinkel von 5˝ ď ϕ ď 15˝ zu empfehlen.
6.2 Herstellung und Gestaltung der Nabe
Der Innendurchmesser der Nabe DiA kann mit hinreichender Genauigkeit drehend her-
gestellt werden. Um die Welle zu zentrieren, kann die Nabe für die schneidend gefügte
RPV (ϕ ą 60˝) mit einer Fase versehen werden. Je nach Größe des geometrischen
Übermaßes sollte dabei die verkürzte Länge der Fuge berücksichtigt werden.
Bei torsionsbelasteten RPV ist ein lF {DaI -Verhältnis von ca. 0, 5 zu empfehlen.
Eine Orientierung an der ZWV nach DIN 5466-1 [27] ist aufgrund der Ähnlichkeit
empfehlenswert. Bei umlaufbiegebelasteten RPV ist das Verhältnis deutlich größer zu
wählen, hier empfiehlt sich eine Orientierung an der PV mit lF {DaI ě 1. Auf diese
Weise wird einem Herausrutschen der Welle entgegengewirkt.
Wie von Coban et. al. in [6] und [50] herausgearbeitet, kann die Rändelung auch als
Innenverzahnung in der Nabe ausgeführt sein. Hierbei wird ein analoges Vorgehen zur
Auswahl des Fasenwinkels der Nabe ϕN sowie des Härteverhältnisses empfohlen. Wie
von Coban et. al. in [50] gezeigt, wird der Werkstoff der Welle bei einem Fasenwinkel
der Nabe von ϕN “ 15˝ umgeformt und bei ϕN “ 90˝ herausgeschnitten.
6.3 Montage der Verbindung
Für die gesicherte Montage einer RPV ist eine Fügevorrichtung erforderlich. Auf diese
Weise kann die Konzentrizität/Koaxialität und Rechtwinkligkeit der Verbindung ge-
währleistet werden. Wie institutsinterne Untersuchungen an Stahl-Aluminium-Druck-
guss-RPV gezeigt haben, ist die Verwendung einer Fügevorrichtung auch bei der Mon-
tage von gerändelten Wellen mit zylindrischen Führungszapfen sinnvoll [93]. Je nach
Länge des Führungszapfens verhindert hier die Fügevorrichtung ein Verkanten der Wel-
le beim Längseinpressen.
Infolge der großen Fügekräfte beim formenden Fügevorgang ist die Nabe mit ei-
ner ausreichenden Auflagefläche zu versehen, um Durchbiegungen bei kleinen lF {DaI -
Verhältnissen zu vermeiden.
Im Vergleich zur ZWV ist die RPV infolge des Fügevorganges eine sowohl flanken-,
als auch durchmesserzentrierte Verbindung.
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7 Berechnungsablauf und Beispiel
Um den Berechnungsablauf einer statischen RPV-Auslegung zu demonstrieren, wird
nachfolgend zunächst die prinzipielle Vorgehensweise erläutert und anschließend die
Berechnung an einem Beispiel gezeigt.
7.1 Vorgehensweise
Der Ablauf zur Auslegung einer RPV gliedert sich wie folgt: Berechnung der Fließkurve
und des Umformgrades, Berechnung der Füge- und der Lösekraft sowie die Berechnung
des Torsionsmomentes für das Auslegungs- und Versagenskriterium.
Als gegeben werden folgende Größen angenommen:
• Wellendurchmesser DaI
• geometrisches Übermaß Ugeo
• Nabenlängenverhältnis lF {DaI
• Rändelteilung t
• Profilöffnungswinkel α
• Fasenwinkel der Welle ϕ
• Durchmesserverhältnis der Welle QI
• Durchmesserverhältnis der Nabe QA
• Gleitreibwert µg
• Werkstoffkennwerte der Welle
• Werkstoffkennwerte der Nabe
Gesucht werden:
• maximale Fügekraft Ff,max
• maximale Lösekraft Fl,max
• übertragbares Torsionsmoment - Auslegungskriterium TpF
• übertragbares Torsionsmoment - Versagenskriterium TτS
• Sicherheit gegen Gewaltbruch der Welle TτB
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Zur Berechnung der Fließkurve, der Füge- und der Lösekraft sowie des Torsionsmo-
mentes wird folgende Vorgehensweise empfohlen:
(1) Berechnung der Fließkurve kf
`
εpl
˘
aus den Daten des Zugversuches nach
Gleichung 3.3 beziehungsweise Gleichung 3.6. Für RPV mit einem Fasenwinkel
der Welle von ϕ ą 60˝ kann die Streckgrenze Rp0,2 beziehungsweise die Zugfes-
tigkeit Rm benutzt werden.
(2) Berechnung des winkelbasierten Umformgrades εplRPV in Abhängigkeit von
Ugeo nach Gleichung 4.2 mit Gleichung 4.3, Gleichung 4.4 und Gleichung 4.6.
(3) Überprüfung des Härteverhältnisses von Welle und Nabe zur Sicherstellung
des Fügevorganges.
(4) Berechnung der maximalen Fügekraft Ff,max nach Gleichung 4.8 mit Glei-
chung 4.9, Gleichung 5.13, Gleichung 4.10 und dem Anpassungsfaktor für den
Fügevorgang KRPV nach Tabelle 4.3.
(5) Berechnung der maximalen Lösekraft Fl,max nach Gleichung 4.11 mit der
Beziehung über die relative Festigkeit RF nach Gleichung 4.1 und Abbildung 4.17.
(6) Berechnung des übertragbaren Torsionsmomentes für das Auslegungs-
kriterium TpF nach Gleichung 5.10 mit Gleichung 5.11, Gleichung 5.12, Glei-
chung 5.13 und Gleichung 4.10.
(7) Berechnung des übertragbaren Torsionsmomentes für das Versagens-
kriterium TτS nach Gleichung 5.14 mit Gleichung 5.13 und Gleichung 5.15.
(8) Berechnung der Sicherheit gegen Gewaltbruch der Welle TτB nach Glei-
chung 5.9 mit Gleichung 5.8 und Gleichung 5.4.
7.2 Beispiel
Daten der RPV:
• Wellendurchmesser DaI “ 20 mm
• geometrisches Übermaß Ugeo “ 2{3 t
• Nabenlängenverhältnis lF {DaI “ 0, 5
• Rändelteilung t “ 1, 0 mm
• Profilöffnungswinkel α “ 90˝
• Fasenwinkel der Welle ϕ “ 5˝
• Durchmesserverhältnis QA “ 0, 3
• Gleitreibwert µg “ 0, 35
• Härte der Welle aus 100Cr6 gehärtet 750 HV 1
122
• Streckgrenze der Nabe aus EN AW-6082-T6 Re “ 257 N{mm2
• Zugfestigkeit der Nabe aus EN AW-6082-T6 Rm “ 279 N{mm2
• Gleichmaßdehnung der Nabe aus EN AW-6082-T6 Ag “ 5, 2%
• Härte der Nabe aus EN AW-6082-T6 100 HV 1
Zu Punkt (1): Mit Gleichung 3.3 wird aus den Daten des Zugversuches die Fließ-
kurve kf
`
εpl
˘
berechnet. In Abbildung 7.1 ist die Fließkurve für das Aluminiumblech
aus EN AW-6082-T6 dargestellt.
Abbildung 7.1: Fließkurve des verwendeten Aluminiumbleches aus EN AW-6082-T6
Zu Punkt (2): Der winkelbasierte Umformgrad εplRPV wird mit Gleichung 4.2 be-
rechnet und beträgt εplRPV “ 2, 19. Gleichzeitig ist A0 “ 0, 250 mm2 und
A1 “ 0, 027 mm2 nach Gleichung 4.3 und Gleichung 4.4.
Zu Punkt (3): Das Härteverhältnis von Welle : Nabe beträgt 7, 5 : 1 und liegt
damit über dem erforderlichen Verhältnis von 2, 5 : 1 für den formenden Fügevorgang.
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Zu Punkt (4): Die maximale Fügekraft der formend gefügten RPV ergibt nach Glei-
chung 4.8 eine Kraft von Ff,max “ 52, 2 kN . Die projizierte Fläche beträgt Aproj “
420, 21 mm2 nach Gleichung 4.9, die Rändelanzahl ist z “ 94 nach Gleichung 5.13
und die Flächenpressung beträgt pF
`
εplRPV
˘ “ 355 N{mm2 nach Gleichung 4.10. Der
Anpassungsfaktor für den Fügevorgang wird gemäß der Tabelle 4.3 mit KRPV “ 1
gewählt.
Zu Punkt (5): Die maximale Lösekraft der formend gefügten RPV beträgt nach
Gleichung 4.11 Fl,max “ 39, 1 kN . Die relative Festigkeit wurde nach Abbildung 4.17
mit RF “ 0, 75 gewählt.
Zu Punkt (6): Das übertragbare Torsionsmoment für das Auslegungskriterium der
formend gefügten RPV beträgt nach Gleichung 5.10 TpF “ 733 Nm. Der Wirkdurch-
messer beträgt DW “ 19, 67 mm nach Gleichung 5.11, die tragende Rändelhöhe nach
Gleichung 5.12 htR “ 0, 33 mm und die Rändelanzahl nach Gleichung 5.13 z “ 94. Die
zulässige Flächenpressung beträgt pF
`
εplRPV
˘ “ 355 N{mm2 nach Gleichung 4.10.
Zu Punkt (7): Das übertragbare Torsionsmoment für das Versagenskriterium der
formend gefügten RPV ergibt nach Gleichung 5.14 ein Moment von TτS “ 1118 Nm
mit einer Schubspannung von τS
`
εplRPV
˘ “ 177 N{mm2 nach Gleichung 5.15.
Zu Punkt (8): Die Sicherheit gegen Gewaltbruch der Stahlwelle beim maximal
übertragbaren Torsionsmoment von TτS “ 1118 Nm beträgt SB “ 1, 6 nach Glei-
chung 5.9 mit τt,W “ 907 N{mm2 nach Gleichung 5.4 und τtB “ 1458 N{mm2 nach
Gleichung 5.8.
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8 Zusammenfassung und Ausblick
Das Ziel der Arbeit bestand darin, die geometrischen, werkstofftechnischen und tri-
bologischen Größen einer reibformschlüssigen Stahl-Aluminium-RPV beim Füge- und
beim Lösevorgang sowie der Torsionsmomentübertragung zu ermitteln.
Die Komplexität des Fügevorganges der reibformschlüssigen RPV übersteigt die
Komplexität sowohl der reibschlüssigen PV als auch der formschlüssigen ZWV. RPV
können primär nach der Art des Fügevorganges geordnet werden. Hierbei wird zwi-
schen einem formenden, formend-schneidenden und schneidenden Fügevorgang unter-
schieden. Maßgeblich für den Fügevorgang ist der Fasenwinkel der Welle ϕ. Bei ei-
nem Fasenwinkel von 5˝ ď ϕ ď 15˝ findet ein rein formender Fügevorgang statt. Der
Nabenwerkstoff wird dabei vorwiegend in radialer Richtung verdrängt. Dabei werden
Druckvorspannkräfte erzeugt und der Nabenwerkstoff verfestigt sich. Bei einem Win-
kel von 15˝ ă ϕ ď 60˝ liegt ein formend-schneidender Fügevorgang vor. Der Werkstoff
wird dabei anteilsmäßig radial verdrängt und axial herausgeschnitten. Ein vorwiegend
schneidender Fügevorgang liegt ab einem Fasenwinkel der Welle von ϕ ą 60˝ vor. Der
Nabenwerkstoff wird hier nahezu vollständig durch die Rändelung der Welle aus der
Nabe herausgeschnitten.
Gegenüber der ZWV mit Schiebesitz oder der PFV kann die (formend gefügte) RPV
zur Übertragung axialer Kräfte genutzt werden. Zur gezielten Auswahl von Stahl-
Aluminium-RPV hinsichtlich der axialen Übertragungsfähigkeit wurde mit der rela-
tiven Festigkeit ein Gütekennwert abgeleitet. Die relative Festigkeit RF repräsentiert
das Verhältnis von maximaler Lösekraft Fl,max zu maximaler Fügekraft Ff,max.
Da die gerändelte Welle zum einen als Werkzeug beim Fügen dient und zum an-
deren die Torsionsmomentleitung übernimmt, werden erhöhte Anforderungen an den
Werkstoff sowie an die Gestaltung gestellt. Ein gesicherter Fügevorgang ist aus diesem
Grund erst ab einem Härteverhältnis von 2, 5 : 1 (Welle : Nabe) gegeben.
Die experimentellen Untersuchungen zur Torsionsmomentübertragung ermöglichten
eine Charakterisierung des Versagensverhaltens sowie die Identifizierung der relevan-
ten Größen. Die Charakterisierung der Torsionsmoment-Verdrehwinkel-Kurve ergab
zur Auslegung der RPV die Bereiche Auslegungskriterium und Versagenskriterium.
Torsionsbelastungen bis zum Auslegungskriterium pF bewirken keine bleibenden ma-
kroskopischen Verformungen. Das maximal übertragbare Torsionsmoment wird beim
Versagenskriterium τS durch das Abscheren der Rändel erreicht. Das zulässige Torsi-
onsmoment am Auslegungskriterium TpF variiert in Abhängigkeit des geometrischen
Übermaßes zwischen 50 und 80% des maximal übertragbaren Torsionsmomentes TτS .
Analog zum Füge- und zum Löseverhalten zeigt sich der positive Einfluss des Fasenwin-
kels ϕ auf das übertragbare Torsionsmoment einer Stahl-Aluminium-RPV. So können
formend gefügte Stahl-Aluminium-RPV ein um bis zu 40% größeres statisches Torsi-
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onsmoment als vergleichbare schneidend gefügte RPV übertragen. Hier zeigt sich die
Analogie zu der reibschlüssigen PV, bei der insbesondere durch eine elastisch-plastische
Auslegung eine deutliche Steigerung der axialen und torsionalen Übertragungsfähig-
keit erreicht werden kann [8], [99] und [100]. Gleiches gilt auch für die formschlüssige
ZWV [101]. Die Untersuchungsergebnisse zeigen außerdem eine lineare Abhängigkeit
der Länge der Fuge lF und des geometrischen Übermaßes Ugeo bezüglich der Übertra-
gungsfähigkeit.
Mit Hilfe der dynamischen Versuche konnten die Ausfallmechanismen für schwellen-
de (R “ 0) und wechselnde (R “ ´1) Belastung ermittelt werden. Wie bei der ZWV
ergaben sich bei der RPV in erster Linie Schwingungsverschleiß und Anrisse in der
Nabe. Die dynamisch bis zu einer Lastwechselzahl von N “ 107 ertragbare Torsions-
momentamplitude für eine betriebssichere Auslegung formend gefügter RPV beträgt
ca. 12% des statischen Maximalwertes. Dieser Wert ist sowohl für schwellende als auch
für wechselnde Belastungen anwendbar.
Basierend auf den Erkenntnissen der experimentellen und numerischen Untersuchun-
gen wurden im Rahmen der analytischen Betrachtungen Berechnungsmodelle für die
Füge- und die Lösekraft [82] sowie das übertragbare Torsionsmoment für RPV mit
einem Durchmesserverhältnis der Nabe von QA ď 0, 5 erarbeitet. Um die praktische
Handhabung zu vereinfachen, wurden Analogien zur PV respektive Kerbzahnverbin-
dung gezogen. Das Modell zur Berechnung der Fügekraft beruht auf der PV und be-
sitzt sowohl für den formenden als auch für den schneidenden Fügevorgang Gültig-
keit, [80] und [83]. Das mechanisch-physikalische Modell zur Berechnung des statisch
übertragbaren Torsionsmomentes von formend, formend-schneidend und schneidend
gefügten Stahl-Aluminium-RPV basiert auf der Kerbverzahnung. Mit Hilfe dieses Mo-
dells kann das Torsionsmoment am Auslegungskriterium TpF sowie das maximal über-
tragbare Torsionsmoment bei Abscherung TτS ermittelt werden. Es besitzt Gültigkeit
für Aluminium-Knetlegierungen der 6000er Serie. Um eine einheitliche Vorgehensweise
bei den Werkstoffdaten zu schaffen, wurden für beide Modelle die gleichen Werkstoff-
kennwerte verwendet. Die Verfestigung des Nabenwerkstoffes wird in Abhängigkeit des
Fasenwinkels der Welle ϕ über den winkelbasierten Umformgrad εplRPV beschrieben.
In Abhängigkeit des Fasenwinkels wird damit die Fließspannung kf
`
εplRPV
˘
für den
formenden beziehungsweise für den formend-schneidenden Fügevorgang ermittelt.
Insgesamt kann ein hohes übertragbares Torsionsmoment mit einen hohen Volumen-
nutzwert nur durch einen formenden Fügevorgang, das heißt mit einem Fasenwinkel der
Welle von ϕ “ 5˝ realisiert werden. Mit dem formend gefügten Stahl-Aluminium-RPV
steht eine kostengünstige und unempfindliche Alternative zur PV oder ZWV für unter-
schiedliche Einsatzgebiete zur Weiterleitung respektive Abstützung von Axialkräften
und/oder Drehmomenten zur Verfügung.
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Als Ausblick für weitere Forschungsarbeiten ist die Mindmap in Abbildung 8.1 bei-
gefügt. Durch sie wird die Komplexität der reibformschlüssigen RPV mit den geo-
metrischen, werkstofftechnischen, tribologischen aber auch belastungsspezifischen Ein-
flussgrößen auf die Übertragungsfähigkeit visualisiert. Die Mindmap zeigt zum einem
die in der vorliegenden Arbeit untersuchten Parameter und zum anderen die noch
bestehenden Forschungsdesiderate für eine geometrie- und werkstoffunabhängige Aus-
legungsrichtlinie von RPV.
Im Bereich des automobilen Leichtbaus besteht Forschungsbedarf für die Werkstoff-
und Geometriekombinationen Stahl-Aluminium-Druckguss mit gerändelter und gehär-
teter Stahlwelle und Druckgussnabe sowie Stahl-Stahl mit gerändelter und gehärteter
Stahlnabe und weicher Stahlwelle. Mit diesen Forschungen können die hier erarbeiteten
Grundlagen erweitert und vertieft werden. Darüber hinaus ist die Variation des Durch-
messerverhältnisses der Nabe QA und die Variation der Rändelteilung t experimentell
zu untersuchen. Zur Verringerung der Kerbwirkung und somit zur verbesserten Dau-
erfestigkeit der RPV ist eine Abkehr vom dem hier verwendeten RAA Profil denkbar,
vergleiche Abbildung 8.2. Hier scheint eine Orientierung an den stetigen M-Profilen (hy-
bride Trochoiden) sinnvoll [102]. Für diese Profile stehen durch die Arbeiten von Ziaei
in [1] bereits analytische Gleichungen zur Berechnung der Spannungen zur Verfügung.
Im Hinblick auf eine weitverbreitete industrielle Anwendung ist die durchgängige Si-
mulation mit Hilfe der FEM unumgänglich. Hier sollte neben dem Fügevorgang auch
die statische Torsionsbelastung der Verbindung abgebildet werden. Das bedeutet, dass
der aus dem Fügevorgang resultierende Spannungszustand bei der Simulation der Tor-
sion berücksichtigt wird.
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Abbildung 8.1: Mindmap der Einflussgrößen auf eine RPV
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(a) RAA-Rändelprofil nach DIN 82 (b) Stetiges Rändelprofil in Anleh-
nung an das RAA-Profil nach
DIN 82
Abbildung 8.2: Querschnitt eines RAA-Rändelprofils nach DIN 82 und eines stetigen
Rändelprofils; qualitativ
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A Werkstoffkennwerte
Abbildung A.1: Änderung der mechanischen Eigenschaften in Abhängigkeit der Tem-
peratur für EN AW-6082-T6 nach [65]
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B Fertigungszeichnungen
Abbildung B.1: Fertigungszeichnung der Stahlwellen aus 100Cr6 mit demWellendurch-
messer DaI “ 15 mm
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Abbildung B.2: Fertigungszeichnung der Aluminiumnaben für die Ein- und die Aus-
pressversuche mit dem Wellendurchmesser DaI “ 15 mm
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Abbildung B.3: Fertigungszeichnung der Aluminiumnaben für die Torsionsversuche mit
dem Wellendurchmesser DaI “ 15 mm
145
Abbildung B.4: Fertigungszeichnung der Vordrehkontur der Stahlwellen aus 100Cr6
mit dem Wellendurchmesser DaI “ 30 mm
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Abbildung B.5: Fertigungszeichnung der Aluminiumnaben für die Ein- und die Aus-
pressversuche mit dem Wellendurchmesser DaI “ 30 mm
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Abbildung B.6: Fertigungszeichnung der Aluminiumnaben für die Torsionsversuche mit
dem Wellendurchmesser DaI “ 30 mm
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C Reibwertprüfstand mit
Klimakammer
Aufnahme  
für die  
Stahlwellen  
Aufnahme für die  
Aluminiumnaben 
DMS applizierte 
Drehmomentmesswelle 
Klimakammer 
Thermometer 
Hydraulischer  
Drehzylinder 2500 kN 
Abbildung C.1: Reibwertprüfstand mit Klimakammer und eingebauter RPV für die
Temperaturversuche sowie den Aufnahmen für die Stahlwellen und
Aluminiumnaben im Detail
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D Füge- und Lösekraft
Abbildung D.1: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge
lF auf die maximale Fügekraft Ff,max formend gefügter RPV mit
DaI “ 15 mm und ϕ “ 15˝
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Abbildung D.2: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge lF
auf die maximale Fügekraft Ff,max formend-schneidend gefügter RPV
mit DaI “ 15 mm und ϕ “ 45˝
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Abbildung D.3: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge lF
auf die maximalen Füge- und Lösekräfte formend gefügter RPV mit
DaI “ 15 mm und ϕ “ 15˝
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Abbildung D.4: Einfluss des geometrischen Übermaßes Ugeo und der Länge der Fuge lF
auf die maximalen Füge- und Lösekräfte formend-schneidend gefügter
RPV mit DaI “ 15 mm und ϕ “ 45˝
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E Rändelteilung und
Profilöffnungswinkel
Abbildung E.1: Einfluss der Rändelteilung auf die Fügekraft Ff,S beim Anschnitt
schneidend gefügter RPV mit dnenn “ 19 mm und ϕ “ 100˝ nach
[5]
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Abbildung E.2: Einfluss der Rändelteilung t auf die Rändelhöhe hR für verschiedene
Profilöffnungswinkel α
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F Prüfteile
(a) Welle mit ϕ “ 5˝ (b) Welle mit ϕ “ 15˝
(c) Welle mit ϕ “ 45˝ (d) Welle mit ϕ “ 90˝
Abbildung F.1: Übersicht der Stahlwellen aus 100Cr6 gehärtet mit dem Wellendurch-
messer DaI “ 15 mm
157
(a) Welle aus 100Cr6 gehär-
tet mit DaI “ 30 mm
und ϕ “ 5˝
(b) Nabe für Torsionsversuche aus
EN AW-7075-T651 mit lF {DaI “ 0, 5
(c) Formend gefügte RPV
Abbildung F.2: Welle, Nabe und formend gefügte RPV mit DaI “ 30 mm für die
statischen Torsionsversuche
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Abbildung F.3: Abgescherte Welle einer statisch belasteten RPV nach 770 Nm mit
DaI “ 15 mm, ϕ “ 5˝, Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 1, 00
Abbildung F.4: Eindringverfahren nach DIN EN ISO 3452 [97] zur Bestimmung der
Risstiefe einer dynamisch belasteten RPV mit DaI “ 30 mm, ϕ “ 5˝,
Ugeo “ 2{3 t und lF {DaI “ 0, 5
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